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RESUME 
 
 
 
Cette thèse propose une étude de différentes solutions de conversion d’énergie 
constituées par un alternateur à aimants permanents accouplé à un moteur thermique 
fonctionnant à vitesse variable et connecté à un dispositif de conversion statique de 
l’énergie électrique  pour alimenter un réseau à courant continu. Le but est d’optimiser 
le groupe électrogène comme source d’énergie autonome pour des applications 
embarquées, tels que les camions frigorifiques ou la climatisation des bus. 
 
Dans ce type d’application le système de conversion statique assure la stabilité de la 
consommation en dépit de la vitesse d’entraînement du véhicule.  
Mais la large plage de variation de vitesse du moteur d’entraînement pénalise le 
dimensionnement des composants semi-conducteurs. C’est pourquoi différentes 
solutions visant à réduire le coût résultant de ce surdimensionnement sont proposées et 
analysées d’abord au plan statique, puis au plan dynamique sur un profil de vitesse 
représentatif. 
 
Un comparatif global est dressé pour un cahier des charges visant à fournir une 
puissance de 7kW sur un bus continu maintenu à 700V sur une plage de vitesse 
comprise entre 1500 et 6000rpm. 
 
Les différentes solutions portent d’une part sur la structure des machines synchrones à 
aimants permanents considérées : sans pièces polaires, avec pièces polaires, avec 
amortisseurs ou à double étoile. Elles portent d’autre part sur l’électronique associée : 
redresseurs à diodes, hacheur boost ou double boost, redresseur MLI. Un système 
d’autopilotage sans capteur est étudié pour cette dernière solution.  
 
 
Mots clés : 
 
Machine synchrone à aimants permanents, amortisseurs, redresseur MLI, composant 
de puissance, dimensionnement, commande sans capteur, vitesse variable 
 
 
 
 
  
 
 
 
 
 
 
ABSTRACT 
 
 
Thesis title: 
 
“Comparative study of power electronics converters associated to large variable speed 
permanent magnet alternator for embedded generating set” 
 
Abstract: 
 
This thesis presents a comparative study of different solutions for an energy 
conversion device including a permanent magnet alternator coupled with an internal 
combustion engine working at variable speed on a large range, typically between 
1500rpm and 6000rpm. The aim is to optimize an autonomous electric generation set 
for embedded applications. 
 
In order to reduce the power components cost, different solutions are proposed and 
analysed in static and dynamic conditions. 
 
Since our system includes a permanent magnet machine and an AC/DC converter, we 
consider for each solution different machine structure (Interior Magnet Machine, 
Surface Mounted Magnet Machine, damping machine) and different converter 
structure (boost, double boost, PWM rectifier, Diode Bridge). 
 
Key words: 
 
Synchronous alternator, damping machine, PWM rectifier, power dimensioning, 
sensorless control, power component. 
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Introduction générale 
 
 
 
 
INTRODUCTION GENERALE 
 
 
 
La génération décentralisée d’énergie électrique connaît une forte croissance en 
réponse à des besoins émergents : électrification des zones isolées des réseaux, 
nouvelles sources renouvelables réparties, besoin d’électricité dans les applications 
isolées ou embarquées.  
 
C’est particulièrement le cas dans les véhicules automobiles légers ou industriels, avec 
l’émergence de nombreuses fonctions auxiliaires de confort accompagnant la 
pénétration de l’électronique et réclamant une puissance électrique de plus en plus 
importante. Si des systèmes de génération électrique radicalement nouveaux comme 
les piles à combustible sont envisagés pour le futur, le groupe électrogène classique, 
constitué d’un alternateur entraîné par un moteur thermique, reste une solution 
éprouvée représentant l’écrasante majorité des solutions actuellement opérationnelles. 
Mais ce type de solution connaît aussi des évolutions avec l’intégration d’électroniques 
de puissances qui permettent de diversifier les conditions de sa production (vitesse 
variable) ainsi que la qualité de l’électricité fournie (alternative ou continue, à tension 
constante ou variable, …).  
 
Cette ouverture s’accompagne cependant de surcoûts qui doivent être justifiés par les 
gains fonctionnels et minimisés. En effet, face à une très sévère concurrence dans les 
domaines techniques grand public, les produits commercialisés doivent allier 
performance et fiabilité à coût minimum. Ces qualités doivent être incessamment 
améliorées afin de s’imposer dans un marché technico-économique de plus en plus 
exigeant en matière d’innovation. 
 
Dans le domaine automobile, la présence du puissant moteur principal de propulsion 
est  mise à profit pour entraîner un alternateur, ce qui permet de faire l’économie d’un 
groupe auxiliaire. Mais en raison du fonctionnement à vitesse variable sur une large 
plage imposée par la circulation, on lui associe aujourd’hui quasi systématiquement 
une électronique de conversion statique afin de satisfaire les performances 
fonctionnelles désirées : jusqu’à présent souvent réduite à un simple redresseur, on 
envisage aujourd’hui des convertisseurs plus élaborés. On voit donc apparaître des 
groupes électrogènes fonctionnant sur de larges gammes de vitesses variables comme 
source d’énergie autonome pour différentes applications embarquées de quelques 
centaines à quelques dizaines de kW. 
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La société LEROY SOMER développe des groupes électrogènes dans une très large 
gamme de puissances et cherche naturellement constamment à en améliorer les 
performances. C’est dans ce contexte qu’une collaboration a été engagée entre cette 
société et le laboratoire LEEI dans le cadre d’une thèse CIFRE. Le cahier des charges 
est celui de l’alimentation électrique à partir du moteur principal de groupes 
frigorifiques de camions ou de climatisation des bus. L’objectif est l’étude de 
différentes solutions de conversion d’énergie constituées par un alternateur à aimants 
permanents entraîné par le moteur thermique principal fonctionnant à vitesse variable 
et connecté à un dispositif de conversion statique de l’énergie électrique pour alimenter 
un réseau intermédiaire à courant continu, lui-même suivi d’un onduleur, mais ce 
dernier étage ne fait pas partie de l’étude. Dans ce type d’application le système de 
conversion statique assure la stabilité de la consommation en dépit de la vitesse 
d’entraînement variable par le moteur du véhicule. Mais la large plage de variation de 
vitesse du moteur d’entraînement pénalise le dimensionnement des composants semi-
conducteurs associés à l’alternateur et par conséquent le coût. Dans cette thèse, 
différentes solutions visant à réduire le coût résultant de ce surdimensionnement sont 
proposées et analysées, d’abord au plan statique puis au plan dynamique sur un profil 
de vitesse représentatif. 
 
Le mémoire s’articule en quatre parties principales. 
 
Dans le premier chapitre, nous expliquons dans un premier temps l’avantage du groupe 
électrogène fonctionnant à vitesse variable par rapport au groupe électrogène 
fonctionnant à vitesse fixe à travers un état de l’art et nous précisons le cahier des 
charges de l’étude. On donne le dimensionnement de l’alternateur retenu ainsi que les 
niveaux de tension requis au niveau du bus continu et la gamme de vitesse 
d’entraînement mécanique.  
Puis, après avoir rappelé les principes généraux des machines synchrones à aimants 
permanents (MSAP) nous explicitons dans un deuxième temps les comportements 
spécifiques des structures sans pièces polaires (SPP) ou avec pièces polaires (APP) 
dans différentes associations, avec un pont de diodes ou avec un onduleur de tension. 
 
 
Le second chapitre est dédié à l’étude en régime statique des différentes architectures 
du sous ensemble alternateur-convertisseur AC/DC qui devra fournir une puissance 
continue de 7kW sur une plage de la vitesse variant entre 1500rpm et 6000rpm. Nous 
présentons et étudions six solutions dont l’intérêt a priori est justifié : 
 
- Solution 1 : Solution de référence : MSAP + Pont de diode + Hacheur Boost ; 
- Solution 2 : MSAP à double étoile + Pont de diode + Hacheur Boost  ; 
- Solution 3 : MSAP en différentiel + 2 Ponts de diodes + Hacheur Boost  
- Solution 4 : MSAP avec amortisseurs + Pont de diode + Hacheur Boost  
- Solution 5 : MSAP + Pont de diode + Hacheur Double Boost 
- Solution 6 : MSAP + Redresseur MLI 
 
Les machines à aimants permanents considérées (MSAP) sont de types SPP ou APP. A 
l’issue d’une étude de leur fonctionnement en régime statique et des conséquences sur 
le dimensionnement, nous dressons un bilan comparatif global basé sur la puissance 
totale installée en silicium et le coût des semi-conducteurs pour chaque solution. 
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Dans le troisième chapitre,  on étudiera le comportement dynamique des nouvelles 
architectures de convertisseurs et de machines étudiés dans le chapitre 2 pour un profil 
de mission camion. Grâce aux logiciels PSIM et/ou SABER, le fonctionnement de 
chaque solution est simulé pour une vitesse variable d’entraînement entre 1500rpm et 
6000rpm afin d’en déterminer les performances en régime dynamique. Le souci de 
faisabilité économique de la solution 6 nous conduit à proposer également une 
méthode d’autopilotage sans capteur de position mécanique du rotor de la machine à 
aimants permanents à courants sinusoïdaux.  
 
Dans le quatrième chapitre nous ne présentons que quelques validations 
expérimentales. En effet l’objectif principal de cette étude était de mener à bien 
l’analyse comparative de différentes solutions pour déterminer la pertinence éventuelle 
d’une évolution de la solution actuelle.  
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1.1   Introduction 
Un groupe électrogène est un dispositif autonome capable de produire de l'électricité. 
La plupart des groupes sont constitués d'un moteur thermique qui entraîne un 
alternateur. Leur taille et leur poids peuvent varier de quelques kilogrammes à 
plusieurs dizaines de tonnes. [tech_ing] 
 
Les groupes électrogènes sont utilisés en tant que sources d’énergie électrique 
autonomes 
 
• dans des zones non couplées à un réseau d’énergie. La souplesse de 
l’installation du groupe électrogène, sa modularité et son coût en font le moyen 
de production d’électricité (cf. Tableau 1)  idéal pour des zones sous équipées 
et pour lesquelles l’énergie électrique constitue un facteur de développement 
incontournable ou pour des régions dont la faiblesse des besoins ne justifie pas 
la mise en œuvre de moyens plus lourds (réseaux insulaires par exemple) ; 
 
• pour les systèmes de secours nécessitant une haute qualité de fourniture 
d’énergie (évacuation de personnes, hôpitaux, etc.). Le groupe électrogène dans 
ces applications « secours » (cf. Tableau 1), présente des avantages liés à un 
large éventail de puissance, la rapidité de sa mise en œuvre et sa capacité à 
fonctionner pendant de longues périodes ; 
 
• comme fourniture d’énergie auxiliaire pour limiter la puissance de pointe 
absorbée sur le réseau d’énergie ; 
 
• dans les applications embarquées tirant leur énergie d’un moteur thermique afin 
d’alimenter toutes applications auxiliaires embarquées à énergie électrique, 
notamment électroniques, de plus en plus nombreuses dans les véhicules 
modernes. Dans cette catégorie se trouvent les applications « climatisation de 
bus » ou « camions frigorifiques » particulières par les niveaux de puissances 
requis de plusieurs kilowatts et qui concernent cette étude. 
 
• dans les véhicules hybrides électrique – thermique qui semblent appelés à 
connaître un important développement dans un futur proche. Dans ces 
véhicules, l’hybridation du groupe électrogène par un composant de stockage 
électrochimique (batterie ou supercondensateur) permet de mettre à profit au 
niveau du système les qualités complémentaires des sources d’énergies 
thermiques (avantages : grande autonomie, ravitaillement aisé ; inconvénient : 
faible rendement, émissions de gaz à effet de serre) et électriques (avantages : 
souplesse, haut rendement, réversibilité ; inconvénients : faibles énergies et 
puissances massiques de stockage).  Des architectures variées (série, parallèle, 
série-parallèle) combinent judicieusement les propulsions thermiques et 
électriques, permettant le fonctionnement du moteur thermique à son meilleur 
rendement et introduisant de nouvelles fonctions (freinage récupératif, booster, 
réduction d’acyclisme, …). On améliore ainsi l’efficacité énergétique globale 
du véhicule, ce qui participe à la réduction des émissions de GES pour une 
utilisation encore longtemps incontournable des hydrocarbures fossiles.  
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Vitesse de rotation Type Puissances Applications 
3 000 tr/min Rapide Faible Domestiques - Secours 
900 < N < 1 800 tr/min Rapide Moyenne < 5 000 kVA Production - Secours 
350 < N < 900 tr/min Semi-rapide Forte 4 < P < 20 MVA Production - Secours 
N < 350 tr/min Lent Forte Production 
Tableau 1 : Familles d’application des groupes électrogènes [tech_ing] 
 
Leurs avantages confèrent actuellement aux groupes électrogènes une position 
prépondérante loin devant toutes les autres sources de remplacement.  
 
On assiste cependant depuis une dizaine d’années à l’émergence d’une nouvelle 
catégorie de groupes électrogènes pouvant constituer à terme un concurrent sérieux des 
groupes électrogènes traditionnels pour les mêmes applications. Il s’agit des piles à 
combustible qui convertissent directement l’énergie chimique d’un combustible en 
énergie électrique, de façon statique (pas de pièces en mouvement) et avec un 
rendement élevé : elles présentent donc de nombreux avantages en théorie. Mais le 
combustible privilégié est l’hydrogène et ces dispositifs nécessitent encore un très 
important travail de R&D avant de connaître un véritable essor applicatif. 
 
Il est donc permis d’affirmer que le groupe électrogène traditionnel associant un 
moteur thermique et un alternateur est toujours un produit d’avenir, encore susceptible 
d’améliorations. D’une part les performances du moteur diesel s’améliorent 
constamment dans les domaines du rendement, de la fiabilité et de la pollution. D’autre 
part, des innovations peuvent être apportées au niveau de la génération de l’électricité 
proprement dite et de son conditionnement par électronique de puissance : c’est 
particulièrement l’objet de cette étude. 
 
1.1.1  Groupe électrogène fonctionnant à vitesse fixe 
Les groupes électrogènes sont généralement constitués d’un moteur diesel tournant à 
vitesse fixe accouplé à un alternateur synchrone. Cette solution présente l’avantage de 
la simplicité et d’un prix d’énergie au kilowattheure compétitif. Elle présente toutefois 
quelques inconvénients : 
 
• un volume sonore constant quel que soit le niveau de puissance demandé au 
moteur diesel ; 
 
• un niveau d’émissions polluantes élevé même lorsque la demande d’énergie est 
faible ; 
 
• une mauvaise stabilité de fréquence et de tension, dans les phases transitoires, 
en présence d’à-coups de charge ; 
 
• la présence d’un second moteur diesel en plus du moteur principal sur les 
applications embarquées ; 
 
• le surdimensionnement du groupe en cas de charge non linéaires ou non 
symétriques (redresseur, charges monophasée, etc.). 
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Dans certaines applications où un ou plusieurs de ces inconvénients sont critiques, 
l’utilisation d’un alternateur accouplé à un moteur diesel à vitesse variable et associé à 
un système électronique de génération de tensions triphasé semble une solution 
prometteuse. 
1.1.1 Groupe électrogène fonctionnant à vitesse variable 
Les groupes électrogènes fonctionnant à vitesse variable [Koc 1] [Koc2] [Koc 3] [Koc 
4] [Koc5] [Al-K] [Tol 1] [Tol 2] [Grz 2] [Koc 6] [Tou 1] [Tou 2] (Variable Speed 
Integrated Generating Set : VSIG) sont basés sur l’association d’un alternateur 
fonctionnant à vitesse et puissance variables entraîné par un moteur diesel et un 
convertisseur AC/AC qui alimente une charge électrique triphasée à fréquence et 
puissance variables. L’association d’un convertisseur statique à la machine électrique 
permet de fournir une énergie électrique à une fréquence donnée à partir d’un moteur 
diesel fonctionnant à vitesse variable. (cf. Figure 1) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 1 : VSIG (Variable Speed Integrated Generating set) 
 
On peut distinguer deux types d’applications. 
 
Primo, les applications pour lesquelles la fonction unique du moteur diesel est 
d’entraîner le générateur électrique. La vitesse du moteur diesel est alors asservie à la 
puissance électrique permanente demandée en sortie [Grz 2] [Grz 3] [Koc 4] [Koc 5] 
[Koc 6]. La puissance crête doit pouvoir être atteinte transitoirement à tout instant, 
notamment pendant les phases de réaction du moteur diesel faisant suite à un à-coup de 
charge. Plusieurs entreprises de télécommunication utilise le VSIG comme une source 
d’énergie de secours  (UPS : Uninterruptible Power System ) au cas d’un problème 
d’alimentation du réseau électrique ou de l’augmentation de la consommation des 
dispositifs de télécommunication [Koc 2].   
 
Secondo, dans des applications automobiles [Tou 1] [Tou 2] [Chong] [Soong] pour 
lesquelles le générateur électrique n’est qu’un système auxiliaire connecté au moteur 
diesel dont la fonction principale est autre (généralement la propulsion). On retrouve 
ce type de VSIG dans les camions frigorifiques afin de remplacer le moteur diesel 
auxiliaire et assurer la réfrigération ou dans les bus afin d’assurer la climatisation. La 
puissance maximale disponible en sortie du générateur est alors proportionnelle à la 
vitesse du moteur diesel du camion par exemple qui dépend du roulage et du profil de 
M
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la route. La puissance électrique absorbée par la charge en régime permanent doit alors 
pouvoir s’adapter au moins partiellement à la puissance maximale disponible. Pendant 
les phases de variation de vitesse du moteur du camion, c'est-à-dire les phases 
transitoires d’adaptation de la charge, la puissance crête doit pouvoir être atteinte. Pour 
ce type d’application la puissance du moteur thermique du véhicule (~ 200kW) est 
beaucoup plus importante que celle du générateur électrique (~ 20kW). C’est pourquoi 
le moteur thermique est alors considéré comme une source de vitesse pour les VSIG  
[Tou 1] [Tou 2]. 
1.2 Cahier des charges de l’étude 
La Société LEROY SOMER ayant des activités dans le domaine des groupes 
électrogènes embarqués pour des applications automobiles et le LEEI menant des 
travaux de recherche sur la production décentralisée d’énergie électrique et les 
nouvelles technologies associées ont convenu de collaborer sur ce thème, plus 
particulièrement sur le problème défini ci-après.  
 
L’étude à réaliser dans le cadre de cette thèse a pour objectif d’optimiser une solution 
de générateur triphasé constituée d’un alternateur à aimants permanents accouplé à un 
moteur thermique à vitesse variable et associé à un convertisseur statique AC/DC. Cet 
ensemble est suivi d’un convertisseur onduleur devant fournir un réseau standard. Mais 
cette étude portera principalement sur la partie amont du système constituée de 
l’alternateur et du convertisseur statique qui nous permet d’atteindre une puissance au 
niveau de l’étage continu de 7kW à savoir 700V sous un courant de charge de 10A, 
[Tou 1] [Tou 2] ainsi que représenté sur la figure 2. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2 : Cahier des charges de l’association convertisseur-machine 
 
Le dimensionnement suivant doit être respecté : 
Puissance maximale de sortie : 20 kW 
Surcharge de 5 S / 60 S : 110 % 
Plage de vitesse du moteur diesel en fonctionnement normal : 650rpm à 2500rpm  
Plage de vitesse du générateur électrique en fonctionnement normal : 1500rpm à  
6000rpm  
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Tension continue de l’étage intermédiaire : 700 V. On pourra tolérer une tension 
maximum du bus continu de 900V et une tension minimale de 550V. 
 
La figure 3 montre le profil de puissance requis sur la plage de vitesse du groupe.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3 : plage de fonctionnement du système étudié 
 
 
La société LEROY SOMER a déjà élaboré une solution opérationnelle constituée par 
association entre un moteur diesel, une machine synchrone à aimants permanents, un 
pont de diodes et un hacheur survolteur. Mais celle-ci doit pouvoir être améliorée, 
particulièrement en terme de dimensionnement de la puissance installée en composants 
silicium. Celle-ci est en effet fortement pénalisée par la large plage de vitesse de 
l’application ce qui impacte fortement le coût.  
Cette solution est donc choisie comme solution de référence pour notre étude. 
 
L’objectif dans cette thèse est donc de proposer de nouvelles structures et d’en calculer 
la puissance de dimensionnement en silicium dans les composants de puissance dans le 
but de réduire le coût du silicium installé. 
 
Cette étude s’inscrira dans une démarche d’optimisation globale de ce sous ensemble 
et devra proposer et comparer différentes solutions d’ensembles alternateur-
convertisseur. Tous les éléments de cet ensemble aussi bien du côté alternateur 
(polarité, nombre de phases, type de machine, type de bobinage) que du côté 
convertisseur (hacheur élévateur, redresseur MLI, pont de diodes, pont mixte), 
pourront être explorés.  
 
Les solutions exploitant des alternateurs à inducteur bobiné s’étant révélées 
insatisfaisantes dans l’application visée, la société Leroy Somer a opté pour des 
machines à aimants permanents. L’association convertisseur machine étant fortement 
liée aux caractéristiques intrinsèques de la machine, on va considérer tout le long de 
l’étude deux types de machines : 
 
• Une machine synchrone à aimants permanents sans pièces polaires (SPP) 
• Une machine synchrone à aimants permanents avec pièces polaires (APP) 
 
Le Tableau 2 donne les paramètres des deux machines considérées comme références, 
dont les paramètres sont issus de machines déjà disponibles chez Leroy-Somer. 
 
 
2500 650 
Zone de régime permanent 
RPM 
Vitesse du moteur diesel 
Zone de 
 Survitesse 
Zone de surcharge 
Transitoire 20 
8 
KW 
Puissance fournie en sortie 
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Type 
machine 
Nombre 
de pôles 
p 
Résistance 
statorique 
Rs 
Inductance 
longitudinale 
Ld 
Inductance 
Transversale 
Lq 
Flux à 
vide 
Φ0 
Moment 
d’inertie 
SPP 8 0.00137Ω 1.5mH 1.5mH 0.18 Wb 
1000 
Kg.m
2
 
APP 8 0.00137Ω 1.8mH 5mH 0.18Wb 
1000 
Kg.m
2
 
Tableau 2 : dimensionnement de l’alternateur 
 
Chaque solution proposée sera comparée à la solution référence du point de vue 
faisabilité technique (avantages, inconvénients), silicium installé dans les composants 
de puissance et coût global de la partie convertisseur et filtrage, le coût de l’alternateur 
ne faisant pas partie de l’étude de coût. 
 
Un bilan sera dressé afin de comparer toutes les solutions. 
1.3   Elément constitutifs du VSIG 
1.3.1 Le moteur diesel  
Typiquement la vitesse d’un moteur diesel associé à un générateur synchrone à quatre 
pôles est 1500rpm (157.08rd/s) pour un réseau 50Hz et 1800rpm (188.49rd/s) pour un 
réseau 60Hz. 
 
Toutes les études qui ont été déjà menées sur les groupes électrogènes à vitesse 
variable ont montré que la consommation de diesel est optimisée et réduite par rapport 
au groupe électrogène fonctionnant à vitesse fixe. 
 
La Figure 2, montre le fonctionnement du moteur diesel dans les cas du groupe 
électrogène à vitesse fixe et à vitesse variable [Koc 1] [Koc 3]. 
 
 
 
Figure 2 : Le moteur diesel en tant que source de vitesse [Koc 1] 
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On montre l’évolution de la puissance maximum disponible ( )0ωvmp  en fonction de la 
vitesse de rotation du générateur électrique. 
Si le groupe électrogène est à vitesse fixe, alors la puissance fournie ( )0ωfp  est limitée 
par la vitesse de synchronisme de la machine électrique. La puissance varie entre les 
points P6 et P4 (puissance maximum). 
Si le groupe électrogène est à vitesse variable alors la puissance disponible ( )0ωvp  
varie entre P1 et P5 en passant par P2 et P7. 
La différence entre ( )0ωvmp  et ( )0ωvp due aux phases transitoires et aux à-coups de 
charge doit être la moins importante possible. 
 
L’un des avantages des groupes électrogènes fonctionnant à vitesse variable comparé 
au groupe électrogène fonctionnant à vitesse fixe est traduit alors par le rapport 
4
5
P
P
 qui 
montre que pour un même moteur diesel, on augmente la puissance fournie si on fait 
varier la vitesse d’entraînement.  
 
L’amélioration du rendement du moteur diesel est un deuxième avantage du groupe 
électrogène fonctionnant à vitesse variable. Sur la figure 4, on note 1fcS  l’aire 
correspondant au rendement maximum du moteur diesel c'est-à-dire une 
consommation minimale de diesel. Cette aire est très proche de la puissance maximum 
disponible ( )0ωvmp . [Koc 1] [Koc 3] 
 
  ( 1fcS  : Quantité de diesel par énergie produite g/kWh) 
 
Si le groupe électrogène est à vitesse fixe, le moteur diesel fonctionne entre les points 
P6 et P7 et ceci engendre plus de consommation de diesel et donc moins de rendement 
( 12 fcfc SS > ). Cependant, dans le cas où le moteur diesel tourne à une vitesse variable 
c'est-à-dire un fonctionnement entre P2 et P5, alors on réduit la consommation du 
diesel et on améliore le rendement du moteur diesel. [Tol 1] [Tol 2] 
1.3.2 Structure de l’alternateur 
Les machines utilisées dans les groupes électrogènes sont ordinairement des machines 
synchrones à excitation bobinée. Certes, ce type de machine possède un bon rendement 
et une assez bonne puissance massique mais la fragilité des  bagues et balais et son 
volume font de cette machine une technologie peu utilisée dans les applications 
embarquées en automobile comparée aux machines à griffes ou aux machines 
synchrones à aimants permanents. Les solutions exploitant ce type de machine dans 
l’application visée n’étant pas satisfaisantes, la société Leroy Somer a opté pour des 
machines à aimants permanents. [Soong] [Soong 2] [Chong] [Koc 1] [Liaw] [Tou 1] 
[Tou 2] [Grz 2] [Cari] 
 
Les machines à aimants permanents et commutation électronique ont connu en effet 
depuis 25 ans des progrès continus et une pénétration croissante de nouveaux 
domaines, particulièrement dans les machines outils et la robotique ainsi que la 
majorité des nouveaux actionneurs pour l'informatique, cette progression se 
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poursuivant actuellement par celle de l'automobile [Vinassa] [Gasc] [Cros] et de 
l'aéronautique par exemple.  
 
Une littérature abondante décrit aujourd’hui leurs propriétés, nous ne donnerons ici 
que quelques éléments principaux utiles à notre travail. 
 
Plusieurs qualités spécifiques participent au succès de la machine synchrone à aimants 
permanents comme l'absence de contacts glissants permise par les aimants permanents 
et qui autorise une très grande variété de structure par le jeu d'implantations variées des 
aimants (en surface ou enterrés, rotor intérieur ou extérieurs, …..) [Ast_H]. 
 
En outre, comparé à une machine à aimant et collecteur, la commutation électronique 
apporte deux avantages : 
 
• plus de commutation mécanique synonyme d'usure et de maintenance ainsi que 
des atmosphères interdites (étincelles); 
 
• elle introduit une inversion de la structure de la machine (aimants au rotor et 
bobines au stator) qui permet le découplage des constantes de temps 
mécaniques et thermiques de la machine, avantage mis à profit pour augmenter 
les performances dynamiques de ces actionneurs et aussi les performances 
statiques par les systèmes de refroidissement plus efficaces qui peuvent être 
alors mis en œuvre au stator (ailettes, eau). 
 
Mais de plus, les qualités électromagnétiques très particulières des aimants rigides 
aujourd'hui utilisés dans ces actionneurs leurs confèrent des comportements système 
eux-mêmes particuliers et nouveaux par comparaison aux machines à inducteur 
bobiné.  
1.3.2.1 Les aimants permanents 
Le choix des aimants permanents est essentiel puisqu’ils interviennent pour beaucoup 
dans le couple massique qu’on peut attendre de l’actionneur. Leurs performances vont 
souvent de pair avec leur prix de revient. La figure 3 résume les propriétés des aimants 
les plus courants. 
 
Cahier des charges de l’étude et état de l’art des groupes électrogènes embarqués 
 
 
11 
 
 
Figure 3 : Choix des aimants en fonction de leurs propriétés [Gasc] 
 
Figure 4 : caractéristiques des aimants [Gasc] 
 
Ainsi que l'illustre la Figure 3 relative aux aimants utilisés dans les machines 
modernes, leur très grande rigidité magnétique accompagne la propriété d'une 
perméabilité magnétique égale à celle de l'air µa = µ0. Il en résulte non seulement une 
valeur élevée des champs coercitifs, mais aussi que les droites de recul de pente µ0 se 
confondent pratiquement avec la caractéristique principale, ce qui confère à ces 
aimants une grande résistance à la désaimantation. Cette propriété permet également 
un entrefer ‘e’ plus important dans les machines à aimants car tant que la valeur de 
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l’entrefer reste faible devant l'épaisseur la de l'aimant le niveau d'induction Be dans 
l'entrefer reste pratiquement imposé par l'aimant Ba suivant la relation approchée 
[Gasc][Pertusa]. 
 
BaBa
la
e
Be ≈
+
=
1
1
     Tant que e<<la 
 
                                                           (1.1) 
1.3.2.2 Structures des machines à aimants permanents sans et avec pièces polaires 
Les structures des machines à aimants permanents sont très variées et plusieurs 
classifications sont possibles suivant les critères retenus. Outre les différentes 
configurations mécaniques possibles (Machines à rotor extérieur, machines à rotor 
intérieur), on s'attachera à distinguer les structures par les différences qui en résultent 
sur les propriétés électromagnétiques en commutation électronique. On peut alors 
distinguer particulièrement les : machines sans pièces polaires, machines avec pièces 
polaires et machines avec pièces polaires et concentration  de flux. [Ast_H] 
 
 
Figure 5 : Différentes structures de rotor intérieur à aimants permanents 
Aimants déposés sans pièces polaires SPP 
Aimants coiffés de pièces polaires APP 
À concentration de flux ACF 
 
• Les machines sans pièces polaires (SPP) 
Les machines sans pièces polaires comportent un rotor dont les aimants sont montés en 
surface, en périphérie du noyau magnétique rotorique et sont maintenus par collage ou 
frettage. La frette doit être amagnétique et éventuellement non conductrice si on veut 
éviter la circulation de courants induits par les harmoniques de l'alimentation. Son 
épaisseur s’ajoute à l’entrefer mécanique de sorte que l’épaisseur des aimants doit être 
suffisante afin de fournir un niveau d’induction voulu dans l’entrefer.  
 
Ce type de structure se caractérise principalement par une réluctance constante le long 
de l’entrefer. L'inductance est donc constante et de faible valeur en raison de la 
perméabilité de l'aimant souvent proche de µ0 s’ajoutant à un entrefer assez large pour 
loger la frette sur les rotors intérieurs. On peut obtenir une force électromotrice quasi 
trapézoïdale si les aimants sont à aimantation radiale et l'entrefer réduit, utile pour une 
alimentation par courants rectangulaires sans ondulations de couple. [Labraga] 
[Vinassa] 
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Figure 6 : Aimants plan convexe Figure 7 : Aimants périphériques en surface 
 
La simplicité de réalisation de ces structures les rend particulièrement avantageuses 
pour des actionneurs performants à faible coût.  
• Les machines avec pièces polaires (APP) 
Le rôle des pièces polaires consiste à élever l’induction dans l’entrefer à une valeur 
supérieure à celle fournie par les aimants, particulièrement lorsque l'on y ajoute un 
effet de concentration géométrique du flux magnétique. 
 
On peut distinguer deux types de machine avec pièces polaires. 
Les rotors avec aimants sous les pièces polaires comportant des aimants disposés 
contre le noyau magnétique. Ces aimants peuvent être de forme parallélépipédique à 
aimantation parallèle ou en forme de tuile aimantée radialement. 
 
Les rotors à concentration de flux qui utilisent l’aimantation tangentielle d’aimants 
généralement parallélépipédiques disposés entre les pièces polaires contre un arbre 
amagnétique. Ces dernières réalisent une concentration de flux à condition que le 
nombre de pôles soit suffisamment élevé, ce qui permet d’augmenter le module du 
champs dans l’entrefer de façon significative. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 8 : Aimants à concentration du flux Figure 9 : Aimants sous les pièces polaires 
 
 
 
Cahier des charges de l’étude et état de l’art des groupes électrogènes embarqués 
 
 
14 
 
De plus l’insertion des pièces polaires confère à ce type de structure une saillance 
magnétique du rotor et qui engendre un couple de réluctance non négligeable et 
exploitable pour augmenter le couple massique. En outre, on peut agir sur la forme de 
l’induction dans l’entrefer en jouant sur le profil des pièces polaires. 
 
Par ailleurs, à l’inverse des structures à réluctance variable habituelles, ces structures 
sont qualifiées de machine à saillance inversée par le fait que l’inductance transversale 
Lq est supérieure à l’inductance longitudinale Ld ( dq LL > ) toujours en raison de la 
forte réluctance due à l'aimant de perméabilité proche de µ0 dans l'axe longitudinal D. 
 
Afin de réduire les pertes, on est amené à feuilleter les pièces polaires qui peuvent être 
le siège de courants induits. [Labraga] [Vinassa] 
1.3.2.3 Définition de l’inductance réduite L% 
Une grandeur réduite classiquement utilisée pour les machines électriques, très utilisée 
dans la littérature, est « l'inductance per unit » qui prend la tension nominale Vn de 
l'alimentation comme tension de base, définie par :  
 
n
nn
v
V
IL
L
ω
=%
 
                                                                                  
(1.2) 
 
C'est une grandeur très utile dans l'étude des machines connectées au réseau à 
fréquence constante, qui traduit l'importance de la réaction d'induit de la machine 
relativement à la tension imposée par un réseau de fréquence donnée, car son 
indépendance vis à vis du nombre de spires du bobinage la rend générique 
relativement à l'amplitude de la tension du réseau et résout le problème de l'adaptation 
en tension. [Ast_H] 
 
Mais dans une problématique plus générale de conception de machines synchrones 
nouvelles, en vue d'une association aux convertisseurs et d'un fonctionnement à 
fréquence variable, nous préférons utiliser une inductance réduite prenant la force 
électromotrice à vide comme tension de base, et ainsi définie par :   
 
cc
n
n
n
n
nn
e
I
ILI
E
IL
L =
Φ
==
ω
%  
                                
(1.3) 
 
Ces relations montrent que c'est une grandeur véritablement intrinsèque à la machine, 
indépendante du nombre de spires, de son bobinage et de son alimentation en termes 
d'amplitude ou de fréquence.  
 
Elle caractérise, relativement à la tension à vide développée par la machine, 
l’importance de la réaction d'induit au courant nominal indépendamment de la 
fréquence, dont on rappelle qu'elle n'a pas d'incidence directe au premier ordre sur le 
dimensionnement d'une machine synchrone, tant qu'on ne considère pas les pertes fer 
ou la vitesse limite mécanique.  
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Cette inductance traduit les propriétés électromagnétiques attachées à la structure de la 
machine, par le flux nominal Φn  et l’inductance machine L, mais aussi ses aptitudes 
sur le plan thermique par le courant nominal In, déterminantes pour son 
dimensionnement relativement au couple, dont la valeur nominale maximale en régime 
permanent donnée par nnIpC Φ= 3  est bien sûr indépendante de la fréquence ω 
comme du nombre de spires N. 
 
Ainsi que nous allons le voir, c'est cette double relation aux aspects électromagnétique 
et thermique qui se révèle fructueuse en conception ou caractérisation de machines, par 
exemple vis à vis des aptitudes à la survitesse en association avec un onduleur de 
tension dévolteur. 
De plus, dans une stratégie de commande à couple maximum par ampère conducteur, 
pour une machine à pôles lisses par exemple, le facteur de puissance est donné 
directement par 
 
22 %1cos eL−=ϕ                                               (1.4) 
 
Ajoutons maintenant quelques éléments généraux illustrant l'intérêt de ce paramètre 
Le% pour comparer simplement des machines vis à vis de situations diverses. 
 
Un dimensionnement classique d'alternateur à rotor bobiné lisse conduit typiquement à 
une inductance Lv% = 100% (diagramme isocèle à facteur de puissance unitaire cos 
ϕ = 1 sur le réseau). L'inductance réduite telle que nous l'avons définie prend alors la 
valeur Le% ≅ 0,7. Comparativement, les machines à aimants permanents modernes 
présentent des inductances réduites de valeurs très différentes. Voyons d'abord pour 
quelles raisons principales.  
 
Les machines de la Figure 5 utilisent des aimants à fort champ coercitif, à base de 
ferrites ou de terres rares (Sm Co, NdFeB, ….). Cette propriété est associée à une 
grande rigidité magnétique, elle même étroitement liée aux perméabilités magnétiques 
statique et dynamique très voisines de celle du vide µ0 de ces matériaux. Cette 
particularité permet d'introduire et de présenter de nombreuses propriétés spécifiques 
des machines à aimants permanents modernes : la  réluctance élevée attachée aux 
aimants qui résulte de leur très faible perméabilité magnétique µ0, en fait non 
seulement des sources de flux inducteur peu sensibles à l'entrefer mais aussi des 
"barrières" vis à vis des flux créés par les courants de l'induit.  
 
• Machines sans pièces polaires (SPP) 
Ainsi, pour les structures de machines à aimants permanents périphériques déposés en 
surface, sans pièces polaires que nous avions baptisées "SPP", en supposant un 
système de refroidissement conventionnel, car celui ci détermine le courant nominal et 
influe donc sur la valeur de Le%, cette propriété procure une réaction d'induit 
caractérisée par une inductance réduite L% qui vaut 0,15 à 0,30 en général. Elle est 
donc beaucoup plus faible que pour les machines bobinées. Avec les relations données 
précédemment, on observe donc que, comparé au courant nominal, le courant de court-
circuit de ces machines SPP est beaucoup plus élevé et que leur facteur de puissance 
pour une commande à couple maximum reste proche de l'unité. 
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• Machines avec pièces polaires (APP) 
Les machines à aimants permanents avec pièces polaires au rotor (concentration de 
flux, aimants enterrés,…) présentent généralement un effet de saillance inversé et 
important comparé à celui des machines à rotors bobinés. Si l'inductance transversale 
Lq est du même ordre de grandeur avec Le% = 0,7 à 1, l'inductance longitudinale Ld est 
ici encore beaucoup plus faible avec L%= 0,2 à 0,4 pour les mêmes raisons que 
précédemment, les aimants introduisant, en raison de leur faible perméabilité, une 
réluctance élevée sur le chemin des flux longitudinaux. 
 
L'analyse qualitative comparée des cartes de champs en situation de réaction d'induit 
longitudinale ou transversale obtenues par les codes de calcul résolvant directement les 
EDP du champ, associée à leur exploitation quantitative, permet naturellement 
d'appréhender concrètement ces phénomènes. Cette propriété caractéristique confère à 
ces machines des propriétés remarquables en termes de stabilité du facteur de 
puissance, qui reste proche de l'unité dans un fonctionnement à couple maximal, ainsi 
que de couple massique en raison du couple lié à cet important effet de réluctance 
exploitable sous certaines conditions. Mais la commande est alors plus complexe et les 
ondulations de couple sont plus élevées et dépendent du point de fonctionnement 
1.3.2.4 Relation de L% avec l’alimentation et fonctionnement en réduction de flux  
Avec une alimentation par onduleur de tension contrôlé en courant, on peut souhaiter 
utiliser une machine à aimants permanents dans une application qui requiert un 
fonctionnement en survitesse important, par exemple pour la propulsion d'un véhicule 
électrique urbain, c'est à dire au-delà de la vitesse maximale permise par la tension 
d'alimentation en commande en courant à couple maximal (point de base dans le plan 
couple - vitesse).  
 
Comme le flux à vide n'est pas directement réglable, ce fonctionnement est obtenu 
grâce à une stratégie de commande de réduction du flux en charge exploitant la 
réaction d'induit longitudinale par introduction d'une composante de courant 
démagnétisante Id de sorte que le flux résultant Φd dans l'axe d devient, en prenant 
toutes les grandeurs positives pour simplifier l'écriture: 
 
ddad IL−Φ=Φ              (1.5)                                               
 
En valeur relative la réduction du flux vaut donc :  
 
n
d
d
a
da
I
I
L %=Φ
Φ−Φ
 
           
            (1.6)                                               
 
L'inductance longitudinale en valeur réduite exprime directement l'aptitude en 
réduction de flux au courant nominal. Une machine présentant une inductance réduite 
Ld%=1 permet donc d'annuler le flux d'axe d avec une composante de courant Id 
nominale. Lors de la conception de la machine, si l'on souhaite favoriser cet effet, il 
faut donc augmenter Ld%.  
 
De la signification de Ld%, électromagnétique et thermique, il résulte que l'on peut 
travailler à cette fin, soit sur la structure magnétique pour augmenter Ld%, mais 
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précisément une structure SPP offre peu de latitude à cet égard, soit doter la machine 
d'un refroidissement poussé afin d'augmenter le courant nominal In, ce qui a le même 
effet sur L%. Mais les conséquences au niveau du système sont alors très différentes 
car les pertes sont augmentées dans le deuxième cas et il faut en évaluer l'impact sur 
une mission complète.  
 
En pratique, avec une structure SPP, un facteur de survitesse supérieur à deux n’est 
obtenu qu'au prix d'un échauffement pénalisant.  
1.3.3 Convertisseur AC/DC : association convertisseur machine 
Le deuxième élément constitutif du groupe électrogène fonctionnant à large vitesse 
variable est le convertisseur AC/DC (cf. Figure 1). Le choix du convertisseur est 
fortement lié à la structure de machine choisie et aux contraintes imposées par le cahier 
des charges de point de vue coût de silicium installé dans les composants de puissance. 
 
On distingue deux types d’architecture de convertisseur AC/DC : 
 
• Association entre un pont de diode et un hacheur DC/DC 
• Redresseur MLI 
 
Dans le premier cas la machine synchrone à aimants permanents est connectée à un 
pont de diode. Cette structure impose la commutation naturelle et un fonctionnement 
de la machine à 1cos =ϕ . Quant au deuxième cas, grâce à la commande du redresseur 
MLI on peut choisir de nombreuses stratégies de commande de l’ensemble 
convertisseur machine adaptées aux critères de performances du cahier des charges 
(fonctionnement de la machine à 1cos =ϕ ou à couple maximum ou autre). 
Au regard de ces associations on se propose d’étudier le comportement des différentes 
structures de machine vis-à-vis des deux stratégies de fonctionnement à 1cos =ϕ  
et 1cos =ψ . 
1.3.3.1 Fonctionnement à 1cos =ϕ sur pont de diode  
Dans le système étudié la machine APP fonctionne en alternateur débitant sur un pont 
de diode triphasé. D’où l’étude du fonctionnement de la machine à 1cos =ϕ . 
Les machines avec pièces polaires APP présentent une saillance inversée telle 
que dq LL > . 
 
Pour cette étude nous utilisons donc le diagramme des deux réactions en négligeant la 
saturation et les résistances afin de conserver une formulation analytique simple. 
Nous analysons l’influence des caractéristiques de la machine APP sur la variation de 
puissance délivrée et nous allons la comparer avec la puissance délivrée dans le cas 
d’une machine SPP (à pôles lisses). 
 
Les diagrammes de tension des machines avec pièces polaires APP et sans pièces 
polaires SPP en convention moteur et générateur fonctionnant à 1cos =ϕ  sont donnés 
par les figures 10, 11, 12 et 13. Sur les diagrammes on a considéré RIVV +='  
hypothèse qui simplifie les calculs mais ne changent pas les conclusions sur les 
associations entre machine APP et pont de diode et machine SPP et pont de diode. 
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En outre, on a gardé la même échelle pour la force électromotrice fem pour une SPP 
ainsi que la fem pour une APP ce qui n’est pas tout a fait vrai puisqu’on a plus 
d’aimantation avec les pièces polaires. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 10 : Diagramme de tension convention 
moteur pour une APP 
Figure 11 : Diagramme de tension 
convention moteur pour une SPP 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 12 : Diagramme de tension convention 
générateur pour une APP 
Figure 13 : Diagramme de tension 
convention générateur pour une SPP 
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Afin d’évaluer l’influence des caractéristiques de la machine sur son propre 
fonctionnement à 1cos =ϕ , on considère une machine synchrone à aimants permanent 
avec pièces polaires APP en convention générateur (cf. Figure 12). 
L’angle interne est défini par :  
 
ψω
ψω
θ
sin
cos
tan
ILE
IL
sd
sq
−
=  
           
            (1.7)                                               
 
Pour le fonctionnement à 1cos =ϕ , on a ψ=Θ  et RIVV +='  d’où : 
 
( )
( ) ILL
ILLLEE
sdsq
sdsqsq
ω
ω
ψ
−
−++−
=
2
4
sin
222
0  
           
            (1.8)                                               
 
Etudions l’influence des paramètres de la machine sur l’angle ψ0 et l’évolution de la 
puissance. 
 
• Influence de la fem 
Le calcul de la dérivée par rapport à E de l’expression (1.8), montre que 0sinψ est une 
fonction décroissante de E :   
 
0≤
∂
∂
E
ψ
             (1.9) 
 
A partir du diagramme de la Figure 12, on a : 
 
ψω
ψθψω
1tan'
sin'sin'cos
−
=
==
ILV
VVIL
sq
sq
           (1.10) 
0
sin
1'
2
≥
∂
∂






−=
∂
∂
E
IL
E
V
sq
ψ
ψ
ω            (1.11) 
 
Cette expression (1.11), étant toujours positive (relation (1.9)), la machine APP à pôles 
saillants est indirectement refluxée par la réaction magnétique d’induit transversale. 
[Leich] [Ast] 
 
• Influence de l’inductance longitudinale Lsd 
D’après la relation  (1.10) on a  ψω 1tan' −= ILV sq  , donc   
 
sd
sq
sd L
IL
L
V
∂
∂






−=
∂
∂ ψ
ψ
ω
2sin
1'
           (1.12) 
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D’après l’expression (1.8), 0sinψ est une fonction croissante en fonction de Lsd. D’où 
 
0≥
∂
∂
sdL
ψ
           (1.13) 
 
Compte tenu de (1.12) et (1.13) 
 
0
' ≤
∂
∂
sdL
V
 
                       
(1.14)                                   
 
D’après (1.14), une augmentation de Lsd engendre le défluxage de la machine 
fonctionnant à 1cos =ϕ . [Leich] [Astier] 
 
• Influence de l’inductance transversale Lsq 
A partir du diagramme de la Figure 12on a la relation : 
 
ψψω cos'sin VILE sd =−            (1.15) 
 
Soit ψω
ψ
tan
cos
' IL
E
V sd−=  et si on dérive V
’
 par rapport à Lsq 
( )ILE
LL
V
sd
sqsq
ωψψ
ψ
−
∂
∂
=
∂
∂
sin
cos
1'
2
           (1.16) 
D’après l’expression (1.8) on a 0f
sqL∂
∂ψ
 
En plus, LissePoleSaillantPole __ sinsin ψψ ≥  [Leich] et on a d’après la figure 11  
 
E
ILsd
LissePole
ωψ =_sin            (1.17) 
 
D’où   ( )ILE sdPS ωψ ≥sin  et donc  
 
0
' ≥
∂
∂
sqL
V
           (1.18) 
 
La puissance est donc une fonction croissante de l’inductance transversale Lsq dans le 
cas d’un fonctionnement à 1cos =ϕ . [Leich][Ast] 
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• Fonctionnement à 1cos =ϕ de la machine sans pièces polaires SPP 
Selon le diagramme de la Figure 13 on écrit l’expression suivante : 
 
( ) ( )222 cossin' ψωψω ILILEV +−=            (1.19) 
Avec 
E
ILωψ =sin  ; nous obtenons 
0' 22222 ≤−=− ILEV ω            (1.20) 
 
22' EV ≤ , donc la machine sans pièces polaires est toujours démagnétisée pour un 
fonctionnement à 1cos =ϕ . 
 
• Fonctionnement à 1cos =ϕ de la machine avec pièces polaires APP 
D’après le diagramme de la Figure 12 on a les relations suivantes : 
 
( ) ( )222 cossin' ψωψω ILILEV sqsd +−=            (1.21) 
 
Serge Leichter [Leich] a montré que la différence 22' EV − est positive pour des 
courants inférieurs au courant défini par : 
 
sd
sdsq
sd L
LL
L
I
2
max
−Φ
=            (1.22) 
 
Soit en utilisant 
sd
sq
L
L
=λ  
 
22' EV ≥               Si                       λ
λ 2
max
−Φ
=≤
sdL
II            (1.23) 
 
Une machine à pôles saillants (saillance inversée) peut donc présenter un 
fonctionnement à cosφ = 1 magnétisant à condition que la valeur de 
sd
sq
L
L
=λ soit 
supérieure à 2. [leich] [Ast] 
La valeur maximale de la tension résultante est obtenue pour le courant 
sdsq
sdsq
sd LL
LL
L
I
−
−Φ
=
2
2
 et est égale à 
 
12
'
−
=
λ
λE
V            (1.24) 
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Au regard de la relation (1.24) qui traduit la tension maximale de sortie de la machine 
pour une fém et un rapport
sd
sq
L
L
=λ , les graphes suivants représentent le gain de 
magnétisation 
E
V '
 obtenu pour différent λ  et différentes forces électromotrices.  
 
  
Figure 14 : Fonctionnement magnétisant de 
l’APP pour pour λ = 2.77 
Figure 15 : Fonctionnement magnétisant de 
l’APP pour λ = 4 
 
Le fonctionnement à 1cos =ϕ , généralement démagnétisant dans le cas d’une machine 
sans pièces polaires peut donc être magnétisant sous certaines conditions en fonction 
de la saillance d’une machine à pièces polaires : saillance inversée telle que λ ≥2 
 
Plus le rapport λ est grand et plus le gain de magnétisation est important. En effet 
d’après la figure 14 on a un gain de magnétisation de l’ordre de 4% pour λ  = 2.77 et 
13% pour λ = 4 (cf. Figure 15). 
 
Cependant, ces calculs ont été effectués sans tenir compte des limitations physiques 
qui peuvent intervenir au cours d’un fonctionnement. En particulier, le courant 
correspondant à la tension maximale peut impliquer un échauffement intolérable. En 
outre, la tension maximale peut conduire à une saturation excessive. 
 
Dans cette première partie nous avons montré l’impact des éléments caractéristiques 
sur le fonctionnement d’une machine à aimants permanents associée à un pont de 
diode. La machine avec pièces polaires APP présente plus de tension que celle de la 
machine sans pièces polaires SPP. Ceci vient de la saillance inversée de la machine 
avec une inductance transversale supérieure à l’inductance longitudinale dans un 
rapport supérieur à 2 [Leichter]. Cette condition permet un fonctionnement 
magnétisant de la machine APP fonctionnant avec un pont de diode donc à 1cos =ϕ . 
 
Machine APP + Pont de diode  Fonctionnement magnétisant : EV ≥'  
Machine SPP + Pont de diode  Fonctionnement démagnétisant : EV ≤'  
(Avec RIVV +=' ) 
 
Ce phénomène pourra donc être mis à profit pour compenser la baisse de tension à 
basses vitesses. 
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1.3.3.2 Calcul d’empiètement 
L’association entre une machine synchrone à aimants permanents et un pont de diode 
(fonctionnement à 1cos =ϕ ) engendre des commutations énergétiques avec 
empiètement en raison du comportement inductif de la machine associé aux 
inductances de fuites [Marty] [Mir] ce qui cause des chutes de tension.  
Dans ce paragraphe nous évaluons ce phénomène d’empiètement. 
Soit le pont de diode représenté par la figure ci-dessous : 
 
 
 
Figure 16 : Pont de diode triphasé 
 
Une commutation ne concerne que deux diodes d’une même cellule. Etudions l’une de 
ces commutations : 
(D6, D5) ON  (D6, D5, D1) ON                              (D6, D1) ON 
 
Ceci correspond à la commutation [D5, D1] de la cellule positive. 
Soient les équations suivantes qui régissent cette commutation : 
 
dt
di
LiRVVa 111 ⋅⋅−⋅−= ω  
dt
di
LiRVVa 333 ⋅⋅−⋅−= ω  
dt
di
LiRVVb 222 ⋅⋅−⋅−= ω  
 
231 iiii −=+=  
                                                         
(1.25) 
 
L étant l’inductance de fuite de la machine [Marty]. 
 
 
 
 
 
i>0 
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On suppose que (V1, V2, V3) est un réseau de tension triphasé équilibré et que le 
courant est constant pendant la commutation ; on obtient : 
 
( ) ( )
dt
di
LiRiR
ii
dt
d
LiiRtUUVV
1
1
31311331
22
)sin(2
ω
ωω
⋅⋅+⋅−⋅⋅=
−⋅⋅−−⋅=⋅==−
 (1.26) 
 
Soient les conditions initiales suivantes qui vont nous permettre de calculer cette 
équation différentielle en i1  
 
      ( ) 001 =i  Et  ( ) ii =03  
      
      ( ) ii =γ1  Et  ( ) 03 =γi  où γ est l’angle de commutation. 
Si nous négligeons en plus  le terme ( iRiR ⋅−⋅⋅ 12 ) devant
dt
di
L 12 ω⋅⋅ , la résolution 
de l’équation différentielle nous donne le résultat suivant : 
 
)cos1(
2
1 t
L
U
i ⋅−
⋅⋅
= ω
ω
  Et   )cos1(
2
3 t
L
U
ii ⋅−
⋅⋅
−= ω
ω
 
 
Or, ( ) )cos1(
2
03 γ
ω
γ −
⋅⋅
−==
L
U
ii  
D’où : 
 
)cos1(
2 γω −=⋅⋅⋅
U
iL
 (1.27) 
    
On peut aussi évaluer la chute de tension engendrée par le phénomène de la 
commutation avec empiètement. 
Pendant la commutation [D5, D1], la tension supérieure Va est définie par l’équation 
suivante : 
 
)(
2
1
)(
2
1 3
33
1
11
3
33
1
11
dt
di
LiRV
dt
di
LiRV
dt
di
LiRV
dt
di
LiRVVa
⋅⋅−⋅−⋅+⋅⋅−⋅−⋅=
⋅⋅−⋅−=⋅⋅−⋅−=
ωω
ωω
 
(1.28) 
 
Pendant la commutation le courant de la diode D5 décroît de I jusqu’à 0 et celui de la 
diode D1 croît de 0 jusqu’à I. D’où, 
dt
di
dt
di 31
−=  
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i
RVV
Va ⋅−
+
=
22
31
 (1.29) 
 
 
La tension redressée aux bornes de la source de courant est donc, pendant la 
commutation : 
 
iRVi
RVV
VbVaU red ⋅−−⋅−
+
=−= 2
31
22
     Car 2ii −=  
 
(1.30) 
 
iR
UU
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VV
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2
3
22
3
)
2
( 32122
31  (1.31) 
 
Si la commutation était instantanée, la tension redressée pendant cet intervalle serait 
U12 
 
La chute de tension due à la commutation par empiètement est alors (on néglige les 
chutes résistives) : 
 
 
( )
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22
6
00
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3212
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UU
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 (1.32) 
 
Or, suivant l’équation (1.27):  
 
iLU red ⋅⋅⋅Π
=∆ ω3  (1.33) 
 
La valeur moyenne de la tension continue, compte tenu de la commutation, est donc 
(E : fém de la machine, i : courant charge) 
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1.3.3.3 Redresseur MLI : fonctionnement à 1cos =ϕ et 1cos =ψ  
Pour la commande du redresseur MLI on peut choisir une stratégie de fonctionnement 
pour la machine. Dans ce paragraphe on cherche à utiliser la stratégie qui optimise et 
améliore l’utilisation de l’alternateur. 
 
On considère particulièrement le fonctionnement à 1cos =ϕ tel que le courant de phase 
est en phase avec la tension machine et le fonctionnement à 1cos =ψ tel que le courant 
est en phase avec la force électromotrice de la machine. 
On obtient les deux diagrammes de tension suivants en convention générateur pour une 
SPP à vitesse donnée pour les deux fonctionnements considérés. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 17 : Diagrammes de tension d’une SPP fonctionnant à 1cos =ϕ  et 1cos =ψ  
 
On observe bien que la tension machine résultante est plus importante dans le cas d’un 
fonctionnement à 1cos =ψ que à 1cos =ϕ . Ainsi, si on associe un redresseur MLI à la 
machine synchrone à aimants permanents il est plus intéressant d’adopter la stratégie 
dont le courant machine est en phase avec la force électromotrice fém. 
On remarque aussi le fonctionnement démagnétisant de la machine sans pièces polaire 
fonctionnant avec un pont de diode c'est-à-dire à 1cos =ϕ . Le vecteur V en rouge 
pointillé de la figure 17 est plus petit que le vecteur bleu de la fém. 
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1.4 Conclusions 
Les groupes électrogènes fonctionnant à vitesse variable deviennent de plus en plus 
une solution adoptée par les constructeurs automobiles pour obtenir un réseau 
électrique embarqué qui alimente des moteurs auxiliaires, notamment pour équiper les 
camions frigorifiques ou les bus. 
 
Dans ce premier chapitre, après un bref état de l’art des groupes électrogènes, nous 
avons posé les éléments principaux du cahier des charges de l’étude. Celle-ci propose 
d’étudier différentes architectures du sous ensemble alternateur-convertisseur AC/DC 
entrainé par un moteur diesel et qui devra fournir une puissance continue de 7kW en 
dépit de la vitesse d’entraînement mécanique fortement variable. Un objectif de l’étude 
est de réduire le coût en réduisant la puissance installée en silicium comparée à une 
solution de référence actuellement opérationnelle. 
 
Toutes ces solutions ciblant l’utilisation d’un alternateur à aimants permanents, on a 
d’une part présenté un état de l’art des propriétés des machines à aimants permanents 
sans pièces polaires SPP et avec pièces polaires APP et d’autre part étudié leur 
comportement vis-à-vis d’une association avec un pont de diode ou un onduleur de 
tension.  
 
Nous avons vu que les machines sans pièces polaires présentent une inductance 
synchrone généralement faible en valeur relative, ce qui présente l’avantage d’un bon 
facteur de puissance en fonctionnement à couple maximal mais peut poser des 
problèmes avec certains convertisseurs (ondulations de courant). Les structures avec 
pièces polaires peuvent offrir des inductances de valeurs relatives supérieures et offrent 
un meilleur compromis entre les fonctionnements à facteur de puissance unitaire et à 
couple maximum grâce à un effet de magnétisation apporté par la saillance inversée. 
Celui-ci résulte de leur structure et des propriétés des aimants permanents à très faible 
perméabilité magnétique. Ces propriétés et ces conclusions pourront être mises à profit 
par la suite dans la recherche de solutions adaptées au cahier des charges.  
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2.1 Introduction 
En considérant le cahier des charges de l’étude présenté au chapitre 1, nous 
recherchons des associations alternateur synchrone à aimants permanents-
convertisseur AC/DC. Dans ce type d’application le système de conversion statique 
assure la stabilité de la consommation en dépit de la vitesse d’entraînement de 
l’alternateur. 
 
Mais la large plage de variation de vitesse du moteur d’entraînement pénalise le 
dimensionnement des composants semi-conducteurs. C’est pourquoi différentes 
solutions visant à réduire le coût résultant de ce surdimensionnement (le coût de 
silicium installé dans les composants de puissance) sont proposées et analysées au plan 
statique dans ce chapitre 2. On ne tient pas compte du prix de la machine électrique.         
 
Les différentes solutions portent d’une part sur la structure des machines synchrones à 
aimants permanents considérées : sans pièces polaires, avec pièces polaires, avec 
amortisseurs ou à double étoile. Elles portent d’autre part sur l’électronique associée : 
redresseurs à diodes, hacheur boost ou double boost, redresseur MLI. 
 
Dans ce chapitre nous présentons une évolution progressive des solutions étudiées en 
nous basant sur des simulations en régime statique pour différents points de 
fonctionnement à vitesse variable de deux types d’alternateurs synchrones à aimants 
permanents respectivement sans pièces polaires SPP et avec pièces polaires APP (entre 
1500 et 6000tr/min).  
 
Nous comparons les résultats obtenus pour chaque solution en considérant par exemple 
le niveau de courant traversant les composants de puissance et la capacité de chaque 
solution à fournir une tension continue de 700V, notamment à basse vitesse jusqu’à 
1500 tr/min. La puissance de charge est constante sur toute la plage de vitesse et est 
égale à 7kW. Les conclusions tirées après l’étude de chaque solution nous permettent 
de synthétiser ses avantages et ses inconvénients. 
 
Les simulations sont réalisées grâce au logiciel PSIM qui propose un modèle adaptable 
de machine synchrone à aimants permanents [PSIM] : sans pièces polaires ( qd LL = ) 
et avec pièces polaires ( qd LL < ) ou grâce au logiciel SABER dans lequel on peut 
élaborer notre propre modèle de machine. 
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2.2 Solution 1 de référence : association MSAP - pont de diode - Boost 
2.2.1 Présentation 
La solution 1 choisie comme solution de référence consiste en l’association d’un pont 
de diode triphasé avec un alternateur synchrone et d’un hacheur élévateur BOOST afin 
d’atteindre la tension de l’étage continue requise à savoir 700V sous un courant de 
charge de 10A.  
 
Le pont de diode est un convertisseur AC/DC peu onéreux qui semble attractif à 
condition que la commutation naturelle ne soit pas impossible vis-à-vis de 
l’association avec l’alternateur SPP et APP (cf. Figure 1). 
 
 
Figure 1: solution 1 
 
L’alternateur, doit fonctionner sur une plage de vitesse entre 1500rpm et 6000rpm et 
cette association doit fournir les 700V requis au niveau de l’étage continu sous un 
courant de charge de 10A indépendamment de la vitesse d’entraînement mécanique. 
La simulation de la solution 1 est réalisée avec le logiciel PSIM. 
2.2.2 Modèle de l’alternateur sous PSIM 
Le modèle de la machine synchrone employé dans les circuits de simulation à l’aide du 
logiciel Psim [PSIM] est directement issu de la bibliothèque des modèles de ce 
logiciel. Il est paramétré en utilisant les données de dimensionnement de la machine 
SPP et la machine APP. 
 
Ce modèle de la machine synchrone possède quatre sorties de type électrique : les trois 
bornes des enroulements stator et une borne représentant le neutre. Les phases sont 
connectées en étoile. 
 
Une sortie de type mécanique est prévue pour la connexion d’une charge. Le modèle 
suppose par hypothèse qu’il n y a pas de saturation et que la constitution des bobinages 
est parfaitement symétrique. Les équations de la machine synchrone à aimants 
permanents utilisées sont : 
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(2. 1) 
 
 
Où Vi, ii, Φi sont respectivement les tensions, les courants et les flux magnétiques des 
phases du stator de la machine, Rs étant la résistance des enroulements. Les couplages 
sont définis comme suit : 
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(2. 2) 
 
 
Où θe est l’angle électrique et Φpm est le flux de l’aimant vu du stator. 
2.2.3 Simulations et analyses 
2.2.3.1  Simulation de la solution 1 en régime statique 
En considérant le modèle de l’alternateur présenté au paragraphe (2.2.2) et le 
convertisseur Boost étudié en annexes [Annexe I], on effectue la simulation de la 
solution 1 pour différentes vitesses d’entrainement mécanique entre 1500rpm et 
6000rpm. La tension du bus requise est égale à 700V pour une charge constante de 
10A c'est-à-dire 7kW de puissance en sortie quelle que soit la vitesse de l’alternateur. 
 
Le tableau suivant (Tableau 1) synthétise les différents courants et tensions enregistrés 
aux bornes des composants de puissances ainsi que la machine dans les cas d’une SPP 
et d’une APP.  
 
Vitesse 
alternateur (rpm) 
6000 5000 4000 3000 2000 1500 
Vbus (Volt) 728 700 700 700 700 700 
Iigbt_max_SPP 
(A) 
0 13 16 23 35 50 
I_ligne_max_SPP 
(A) 
11 13 16 23 35 50 
Iigbt_max_APP 
(A) 
0 12 16 22 33 46 
I_ligne_max_APP 
(A) 
10 12 16 22 34 46 
Tableau 1 : Simulation de la solution 1 
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2.2.3.2  Analyses des performances de la solution 1 
La solution1 est une solution référence qui sert de base pour notre étude. En effet, elle 
nous donne des renseignements sur la capacité du système à délivrer une tension 
continue de 700V pour chaque vitesse d’entraînement et le dimensionnement des 
composants de puissance du hacheur élévateur. 
 
Selon le tableau 1, à la vitesse 1500rpm on enregistre les plus importants courants 
traversant les composants de puissance. Sur toute la gamme de vitesse alternateur 
[1500rpm, 6000rpm] on fournit une puissance de sortie constante au niveau du bus 
continu de 7kW. Lorsque la vitesse de l’alternateur augmente on produit plus de 
tension machine donc moins de courant à puissance constante. C’est pourquoi à basse 
vitesse on a plus de courant afin d’avoir toujours la même puissance UIP = . 
 
On observe qu’à basse vitesse d’entraînement mécanique, la contrainte liée au courant 
IGBT est élevée par rapport à celle obtenue à haute vitesse. Par exemple pour une 
vitesse de 6000 tr/min la tension d’entrée du hacheur survolteur est supérieure à 700V 
d’où la non sollicitation de l’IGBT. Le hacheur est alors en roue libre et la tension 
enregistrée au niveau du bus est la tension redressée de la machine électrique. 
 
On observe également que l’empiètement est plus présent aux basses vitesses 
d’entraînement mécanique. (cf. Figure 2 et Figure 3) 
 
 
Figure 2 : Empiètement à 1500rpm Figure 3 : Empiètement à 6000rpm 
 
Afin d’évaluer l’impact de la commutation avec empiètement sur le courant machine 
on calcule le rapport entre la durée de la commutation avec empiètement et la période 
électrique du courant. Ce rapport représente la durée en pourcent de l’empiètement sur 
une période de fonctionnement. 
 
Les résultats sont donnés  au tableau 2 pour les machines SPP et APP. 
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( périodetempiètemenAngletempiètemenRapport /__ = ) 
 
Vitesse alternateur (tr/min) 6000 5000 4000 3000 2000 1500 
Rapport d’empiètement pour une SPP 
(%) 
3.4 4.3 5.6 6.9 11.57 13.48 
Rapport d’empiètement pour une APP 
(%) 
4.8 5.7 8 10 12.84 15.39 
Tableau 2 : Impact de la vitesse alternateur sur l’empiètement 
 
D’après le tableau 2 on constate qu’à haute vitesse la tension développée par la 
machine réduit l’empiètement. Cependant la vitesse alternateur n’est pas le seul facteur 
influant sur l’impact de l’empiètement car à 1500 rpm  l’angle d’empiètement 
représente 15.39% de la période du courant de ligne d’une machine avec APP (Tableau 
2). Ce rapport, est supérieur à celui de la machine SPP (13.48%) pour la même vitesse. 
Ceci est dû à la valeur de l’inductance de la machine APP qui est plus importante que 
celle de la machine SPP.  
 
L’empiètement varie avec la vitesse d’entraînement de l’alternateur et la valeur de 
l’inductance de la machine. 
 
Ce résultat valide l’expression théorique de l’empiètement qu’on a calculé dans le 
premier chapitre (équation 1.27). 
Pour une vitesse d’entraînement de 1500tr/min, on calcule l’angle d’empiètement 
selon l’équation (1.27) et on compare avec l’angle mesuré lors de la simulation. 
On a srdHLVEeffU /100..2;0015.0;1663. Π==== ω  
 
622.0cos
166
47*3.628*0015.0*2
== γ  
 
γcalculé = 0.89 rad alors que γsimulée = 0.84 rad 
 
On obtient quasiment la même valeur d’angle d’empiètement (avec une erreur de 5%) 
2.2.3.3  Dimensionnement de la solution 1 
Afin d’évaluer la puissance installée en silicium par composants de puissance 
nécessaire pour une associatioon entre une machine synchrone à aimants permanent, 
un pont de diode et un hacheur élévateur simple Boost on calcule la puissance 
dimensionnante de toute la solution 1, obtenue par la somme de toutes les puissances 
maximales (à 1500rpm) requises par chaque composant afin d’assurer 7kW en sortie : 
 
∑=
puissancecomposant
solutioneensionannt IUP
_
maxmax1_dim  (2. 3) 
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Ainsi on calcule le dimensionnement en puissance des semi conducteurs pour une SPP 
et une APP :  
 
 SPP APP 
Puissance 
installée en 
silicium 
Diode IGBT 
Puissance 
totale 
Diode IGBT 
Puissance 
totale 
Dimensionnement 
du pont de diode 
(kW) 
6×35 -- 210 6×32.2 -- 193.2 
Dimensionnement 
du Boost (kW) 
35 35 70 32.2 32.2 64.4 
   280 kW   257.6 kW 
Tableau 3 : Dimensionnement de la solution 1 
Les résultats du tableau 3 montrent que la puissance dimensionnant la solution 1 
apparaît meilleure dans le cas d’une machine synchrone à aimants permanents avec 
pièces polaires. A 1500rpm, la machine APP fonctionnant à 1cos =ϕ développe en 
effet plus de tension (voir paragraphe 1.3.3) et moins d’empiètement. 
2.2.4  Conclusions 
Avec cette solution 1 qui est prise comme référence, l’empiètement et la tension 
machine apparaissent comme deux facteurs contraignants pour le fonctionnement du 
système en basse vitesse d’entraînement mécanique. 
 
La machine APP permet un dimensionnement de l’électronique plus favorable que la 
SPP grâce à sa structure où l’inductance Lq permet d’augmenter la tension machine à 
basse vitesse par rapport à celle de la SPP ainsi que prévu par la théorie. Cependant 
cette même caractéristique, engendre également plus d’empiètement à cause de la 
valeur d’inductance plus élevée que celle de la SPP. 
 
Afin d’améliorer le dimensionnement des composants de puissance il est nécessaire de 
diminuer les contraintes en courant sur les IGBT et les diodes à basse vitesse, d’où 
l’idée d’une machine à deux étoiles dont la connexion en série pourrait augmenter la 
tension de sortie de la machine en basse vitesse. Cette idée est à la base de la solution 
2. 
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2.3 Solution 2, augmentation de la tension en basse vitesse : Association MSAP 
double étoile - pont de diode - Boost 
2.3.1 Présentation 
La solution 2 consiste à utiliser une machine à double étoile chacune reliée à un pont 
de diode triphasé. Les deux ponts de diode sont connectés en série et associés à un 
convertisseur simple Boost qui doit fournir une puissance de sortie de 7kW (700V sous 
une charge de 10A) au niveau du bus continu (cf. Figure 4). 
 
 
Figure 4 : Solution 2 
 
Aux basses vitesses, le fait de connecter les deux étoiles (les deux stators) en série 
double la tension à l’entrée du hacheur élévateur par rapport à une machine simple 
étoile (cas de la solution 1) et on diminue par conséquent la sollicitation des 
composants de puissance. 
Lorsqu’on atteint le courant nominal de la machine à un certain niveau suffisant de 
tension, donc de vitesse, seule l’étoile supérieure fonctionne et fournit la pleine 
puissance requise en sortie. 
 
Comparée à la solution 1 on améliore la tension de sortie de la machine en la bobinant 
différemment. Cependant, la machine à double étoile doit être équivalente à la machine 
simple étoile de la solution 1 afin de pouvoir comparer les performances et la 
puissance installée des deux solutions. En outre, il ne faudrait pas surdimensionner la 
machine en haute vitesse notamment lorsque l’on passe d’un fonctionnement à double 
étoile à simple étoile, c'est-à-dire que la moitié de la machine doit fournir les 7kW en 
sortie. 
 
En se basant sur le dimensionnement de l’alternateur (paragraphe 1.2) on suppose que 
la machine initiale présente une inductance L1, et un flux Φ1. 
 
Donc on dispose d’une machine où, pour chaque pôle, on peut considérer les bobines 
en série : 
 
 
Etude comparative de différentes solutions en fonctionnement statique 
 
 
 
39 
L’équivalent de cette machine avec deux étoiles est bobiné de sorte que pour une 
machine double étoile on fait passer deux fois plus de conducteurs dans une encoche 
donc deux fois le nombre de spire d’une machine simple étoile. 
Or, l’inductance est proportionnelle au carré du nombre de conducteurs, on obtient 
donc ( 1
1 2
2
4 L
L
= ). 
 
 
 
 
 
 
Ainsi chaque étoile est représentée par une machine équivalente avec une inductance 
2L1 et un flux Φ1. Le fait de connecter les deux stators de la machine à double étoile en 
série revient à avoir une machine équivalente avec une inductance valant 4 fois celle 
de la machine initiale 4L et un flux double. 
 
 
 
Le fonctionnement de la solution 2 est synthétisé dans le tableau 4. Sur la plage de 
vitesse comprise entre 1500rpm et 3000rpm les deux stators de la machine à double 
étoile sont connectés en série. Une fois le courant nominal In de la machine atteint on 
commute à un seul stator c'est-à-dire que seule la demi-machine fournit la pleine 
puissance requise en sortie sans pour autant surdimensionner l’alternateur. 
 
A basse vitesse les paramètres de la machine valent 4L1 et 2Φ1. 
A haute vitesse les paramètres de la machine valent 2L1 et Φ1. 
 
L1 et Φ1 étant respectivement l’inductance machine et le flux de la machine initiale 
utilisé pour notre étude. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Tableau 4 : Fonctionnement de la solution 2 
Machine simple étoile Machine double étoile équivalente
L/2 2L
Double
étoile
Double
étoile
Double
étoile
Simple
étoile
Simple
étoile
Simple
étoileConfiguration
Courant machine
Pour P = 7kw
2Φ - 4L2Φ - 4L2Φ - 4LΦ - 2LΦ - 2LΦ - 2LDimensionnement 
machine
150020003000400050006000
Vitesse 
alternateur
(rpm)
1/2 machine utilisée Toute la machine utilisée
In
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2.3.2 Simulations et analyses du fonctionnement de la solution 2 
2.3.2.1 Simulation de la solution 2 en régime statique 
Tout comme la solution 1, la solution 2 est simulée à l’aide du logiciel PSIM. On 
prend en compte le modèle de l’alternateur présenté dans le paragraphe 2.2.2 et le 
convertisseur Boost étudié en annexes [Annexe I]. 
Le but est toujours de fournir 700V avec un courant de 10A au niveau du bus continu 
et ceci en dépit de la vitesse d’entraînement mécanique qui varie entre 1500rpm et 
6000rpm. 
 
On rassemble dans le tableau 5 les résultats de simulations ainsi obtenus pour les 
machines SPP et APP : 
 
Vitesse 
alternateur (rpm) 
6000 5000 4000 3000 2000 1500 
Configuration Simple étoile 
 
Double étoile 
 
Vbus (Volt) 700 700 700 700 700 700 
Iigbt_max_SPP 
(A) 
10 14 17 11 18 25 
I_ligne_max_SPP 
(A) 
10 14 17 11 18 25 
Iigbt_max_APP 
(A) 
0 12 16 10 14 23 
I_ligne_max_APP 
(A) 
10 12 16 10 14 23 
Tableau 5 : Simulation de la solution 2 
2.3.2.2  Analyses des performances de la solution 2 
La mise en série à basse vitesse des deux stators de la machine à double étoile 
augmente la tension de sortie comparée à la machine simple étoile utilisée pour la 
solution 1. Le niveau de courant traversant les composants de puissance est divisé par 
deux si on le compare à celui obtenu lors de la solution 1.  
En effet à puissance égale si on double la tension on divise le courant par 2. De même 
on voit qu’à 4000rpm le fonctionnement avec la demi-machine ne la surdimensionne 
pas puisque le courant de ligne est inférieur au courant à 1500rpm. 
 
Concernant l’influence de la structure, comme précédemment la machine synchrone à 
aimants permanents avec pièces polaires APP, sollicite moins les composants de 
puissance que la machine synchrone à aimants permanents sans pièces polaires SPP. 
Le courant traversant l’IGBT à 1500rpm est 25A dans le cas de la SPP alors qu’il est 
égal à 23A dans le cas de l’APP. Idem pour toutes les autres vitesses. 
 
A 6000tr/min, l’IGBT n’est pas sollicité pour la machine avec pièces polaires. 
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Le phénomène d’empiètement qui dépend des grandeurs courant et inductance est 
aussi important que dans la solution 1. En effet on a divisé par deux le courant 
machine et doublé l’inductance équivalente de la machine. D’ailleurs si on compare les 
formes d’onde du courant machine APP entre un essai à 1500rpm avec la solution 1 et 
la solution 2 (voir figures 5 et 6) on observe qu’on obtient quasiment les mêmes 
rapports empiètement/période.  
La solution 2 n’améliore donc point l’impact de la commutation avec empiètement car 
si elle diminue le courant machine elle augmente en même temps l’inductance de 
commutation de la machine. 
 
  
Figure 5 : courants de 2 phases d’une APP à 
1500rpm obtenus avec la solution 2 
Figure 6 : courants de 2 phases d’une APP 
à 1500rpm obtenus avec la solution 1 
2.3.2.3  Dimensionnement de la solution 2 
Selon le tableau 6, à la vitesse 1500rpm on enregistre les plus importants courants 
traversant les composants de puissance. Sur toute la gamme de vitesse [1500rpm, 
6000rpm] on fournit une puissance de sortie constante au niveau du bus continu de 
7kW. Comme dans le paragraphe 2.2.3.3, on évalue la puissance installée en silicium 
dans les composants de puissance nécessaire pour une association entre une machine 
synchrone à aimants permanents à double étoile, deux ponts de diode et un hacheur 
élévateur simple Boost. On calcule la puissance dimensionnate de toute la solution 2 
selon l’équation (2.3): 
 
 SPP APP 
Puissance 
installée en 
silicium 
Diode IGBT 
Puissance 
totale 
Diode IGBT 
Puissance 
totale 
Dimensionnement 
du pont de diode 
(kW) 
(17.5×6)+ 
(8.75×6) 
+6.3 
-- 163.8 
(16.1×6)+ 
(8.05×6) 
+5.95 
-- 150.85 
Dimensionnement 
du Boost (kW) 
17.5 17.5 35 16.1 16.1 32.2 
   198.8 kW   183.05kW 
Tableau 6 : Dimensionnement de la solution 2 
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Dans le cas de la machine SPP, le dimensionnement des diodes du pont de diode de 
l’étage supérieur est différent de celui de l’étage inférieur. 
La tension maximale vue par les diodes de l’étage supérieure est de 700V car la 
puissance 7kW est fournit directement en haute vitesse par l’étoile de cet étage.  
(Vmax = 700V, Imax = 25A) 
Quant aux diodes et thyristors de l’étage inférieur, elles sont dimensionnées à 350V car 
en haute vitesse l’étoile connectée au pont mixte ne fournit pas de puissance. 
(Vmax = 350V, Imax = 25A).  
Afin d’assurer le bon fonctionnement de la solution 2 entre la haute vitesse et la basse 
vitesse, une diode de roue libre permet de court-circuiter l’étage inférieure en haute 
vitesse (voir paragraphe 3.3.4.1). Cette diode est dimensionnée à la tension maximale 
350V et le courant la traversant à 3100rpm à savoir 18A. 
(Vmax = 350V, Imax = 18A).  
Le même calcul est réalisé pour la machine APP. 
 
Tout comme dans la solution 1, la machine APP offre une puissance installée en 
silicium moindre que la machine SPP. 
La solution 2 est plus favorable que la solution 1 car on diminué la puissance installé 
en silicium de 29%. 
2.3.3  Conclusions  
Une machine à double étoile avec les deux étoiles connectées en série en basse vitesse 
d’entraînement mécanique permet d’élever la tension de sortie et de réduire le 
dimensionnement des composants de puissance du système d’environ 30% par rapport 
à la solution référence. L’effet de l’empiètement paraît identique à celui obtenu dans la 
solution 1. 
 
La différence entre les deux types de machines sans pièces polaires et avec pièces 
polaires est la même que dans la solution 1 (de l’ordre de 8%).  
Les améliorations apportées par la solution 2 portent particulièrement l’augmentation 
de la tension de sortie de la machine à basse vitesse.  
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2.4  Solution 3 : Association MSAP en différentiel – pont de diode -simple boost 
2.4.1  Présentation 
A l’instar de la solution 2 cette solution 3 permet d’obtenir deux plages de tension, par 
un moyen de commutation simple du neutre de la machine. Cette invention a fait 
l’objet d’une proposition de brevet et d’un travail spécifique chez LEROY SOMER. 
 
La figure 7 en montre le principe : la commutation du neutre permet de passer d’un 
redressement entre phases à un redressement par phase. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 7 : Solution 3 
 
Lorsque le contacteur (contacteur mécanique ou statique) est fermé, la tension 
redressée est égale à la tension crête entre phases de la machine.  
Lorsque le contacteur est ouvert, la tension redressée est égale à la tension crête par 
phase de la machine. 
 
La solution 3 est donc une association entre une machine synchrone à aimants 
permanents en mode différentiel entre deux ponts de diodes et un hacheur simple 
boost.  
 
En basse vitesse les interrupteurs sont mis à l’état ON afin de court-circuiter le pont de 
diode relié au neutre de la machine. En aval de la machine un redressement entre 
phases a lieu. Ainsi, la machine est reliée en étoile et on revient à la même 
configuration que la solution 1.  
 
En haute vitesse, les interrupteurs sont mis à l’état OFF afin de faire commuter le 
neutre de l’alternateur et avoir une machine en différentiel avec deux ponts de diode 
MSAP
Entraînement
mécanique
Contacteur mécanique ON
neutre non relié
Contacteur mécanique OFF
mode différentiel
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montés en parallèle. La tension redressée en aval de la machine est une tension par 
phase donc réduite dans le rapport 3 . 
2.4.2  Modèle Saber de la MSAP en différentiel  
La connexion de la machine en différentiel nécessite le développement d’un modèle 
spécifique à six bornes. Celui-ci a été développé en langage MAST [Annexe III]. C’est 
un modèle triphasé dans le repère (a,b,c) dont la figure 8 indique les paramètres. 
 
 
 
 
Figure 8 : Modèle de la MSAP en différentiel 
 
Les paramètres de la machine sont l’inductance propre d’une phase, la mutuelle entre 
phases, le nombre de paires de pôle, le flux à vide par phase et la résistance statorique. 
Chaque phase possède deux bornes qui permettront la commutation du neutre. 
Les équations qui ont permis à l’élaboration de ce modèle triphasé sont les suivants 
[Séguier] : 
 
• Equations des flux : 
 
0aScacSbabSaaa iMiMiL Φ+++=Φ  
 0bScbcSabaSbbb iMiMiL Φ+++=Φ  
0cSacaSbcbSccc iMiMiL Φ+++=Φ  
 
 
 
 (2. 4) 
 
 
Les inductances La, Lb et Lc ainsi que les mutuelles Mab, Mac et Mbc étant définies par 
les équations suivantes : 
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(2. 5) 
 
 
Dans le cas d’une machine sans pièces polaires où le rotor est lisse le terme Lsv 
s’annule en l’absence de saillance. 
On suppose que la répartition du flux est sinusoïdale dans l’entrefer d’où : 
 
ea θcos00 Φ=Φ  
 




 Π
−Φ=Φ
3
2
cos00 eb θ  





 Π
−Φ=Φ
3
4
cos00 ec θ  
 
 
 
(2. 6) 
 
 
 
• Equations des tensions 
 
dt
d
iRVVphase aSaSSaSa
Φ
+=− 21:1  
dt
d
iRVVphase bSbSSbSb
Φ
+=− 21:2  
dt
d
iRVVphase cScSScSc
Φ
+=− 21:3  
 
 
 
(2. 7) 
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2.4.3  Simulations et analyses 
2.4.3.1  Simulation de la solution 3 en régime statique 
Avec ce modèle SABER de la machine synchrone à aimants permanents on effectue 
les simulations du fonctionnement en mode différentiel des machines SPP et APP. Le 
convertisseur boost considéré est le même que dans la solution 1 [Annexe I]. 
 
Le tableau 7 synthétise les résultats obtenus pour différentes vitesses d’entraînement 
mécanique entre 1500rpm et 6000rpm. La tension requise du bus continu est toujours 
égale à 700V pour un courant de charge de 10A. 
 
Vitesse 
(tr/min) 
6000 6000 5000 5000 4000 4000 3000 2000 1500 
Configu-
ration 
Mode 
diffé- 
rentiel 
Neutre 
non 
relié 
Mode 
diffé- 
rentiel 
Neutre 
non 
relié 
Mode 
diffé- 
rentiel 
 
Neutre non relié 
 
Vbus 
SPP (V) 
712 800 700 700 
I_ligne_max 
SPP (A) 
23 11 31 11 34 18 25 36 50 
Iigbt_max 
SPP (A) 
23 11 31 11 34 18 25 36 50 
Vbus 
APP (V) 
720 818 700 
 
I_ligne_max 
APP (A) 
20 11 24 10 30 16 22 34 46 
Iigbt_max 
APP (A) 
20 11 24 10 30 16 22 34 46 
Tableau 7 : Simulations de la solution 3 
 
A 1500rpm on relève la puissance de dimensionnement des composants de puissance 
puisqu’on a le maximum de courant et de tension. Pour exploiter au mieux la solution 
3 il faut réadapter la machine en la rebobinant afin d’avoir plus de flux à basse vitesse 
et diminuer par conséquent le courant traversant les composants de puissance à la 
même tension. Ceci est possible car avec la commutation du neutre de la machine on 
pourra contrôler la tension en haute vitesse en redressant les tensions par phase et donc 
en réduisant la tension d’un rapport 3 . 
 
La solution 3 est une méthode comparable à la solution 2 qui permet d’améliorer le 
flux à basse vitesse et diminuer la tension machine en haute vitesse en commutant son 
neutre avec des moindres modifications. 
 
On note L1 et Φ1 les paramètres de la machine initiale (solution référence) et L
’
3 et Φ
’
3 
ceux de la machine rebobinée pour la solution 3. 
 
Il serait approprié d’avoir une machine rebobinée telle que son flux soit 1
'
3 3Φ=Φ . 
Ceci étant la nouvelle inductance L’3 qui est proportionnelle au carré du nombre de 
conducteur serait : 1
'
3 3LL =  
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On simule alors la solution 3 avec la machine réadaptée en tension avec L’3 et Φ
’
3 ainsi 
définis. Les résultats sont synthétisés dans le tableau 8. 
 
 
Vitesse (tr/min) 6000 5000 4000 3000 2000 1500 
Vbus (V) 719 700 700 700 700 700 
Configuration Mode différentiel 
 
Neutre non relié 
 
I_ligne_max 
SPP (A) 
11 14 16 11 20 28 
Iigbt_max 
SPP (A) 
11 14 16 11 20 28 
 
I_ligne_max 
APP (A) 
10 11 14 10 19 26 
Iigbt_max 
APP (A) 
10 11 14 10 19 26 
Tableau 8 : Simulations de la solution 3 avec une machine réadaptée 
2.4.3.2  Analyses des performances de la solution 3 
Le fait de rebobiner la machine à plus haute tension, on diminue le courant maximum 
traversant les composants de puissance sur toute la gamme de vitesse [1500rpm, 
6000rpm]. 
 
On passe en mode différentiel à hautes vitesses entre 4000rpm et 6000rpm. La 
commutation du neutre de la machine nous permet de diminuer la tension redressée 
d’un rapport 3 . A 6000rpm la tension requise au niveau du bus continu est dépassée 
mais respecte le cahier des charges. Le changement de configuration est fait entre 
3000rpm et 4000rpm parce que le courant machine ne dépasse pas le courant 
maximum à 1500rpm et donc on a toujours le même dimensionnement des composants 
de puissance. 
 
On remarque que selon la configuration neutre non relié ou mode différentiel, les 
formes des courants machine sont différentes. Lorsque le contacteur est fermé (cf. 
figure 7) (configuration où le neutre n’est pas relié) les courants machine sont des 
créneaux à 120° (cf. Figure 10). Lorsque le contacteur est ouvert (cf. figure 7) 
(configuration du mode différentiel) les courants machine sont des créneaux à 60° (cf. 
Figure 9). 
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Figure 9 : Courant machine à 4000rpm : mode 
différentiel 
Figure 10 : Courant machine à 4000rpm : 
mode neutre non relié 
 
Ces formes d’onde des courants en mode différentiel s’expliquent en considérant le 
circuit suivant composé de trois sources de tension triphasée montée en différentiel 
(Va-Vd, Vb-Ve, Vc-Vf). Les trois bornes positives Va, Vb et Vc sont connectées à un 
pont de diode triphasé lequel sera en parallèle avec un deuxième pont de diode 
connecté aux trois bornes négatives Vd, Ve et Vf. Le tout débite sur une charge 
résistive. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 11 : schéma d’analyse des courants à 60° 
 
 
 
 
Courant machine
60°60° 60°60°
Courant machine
120° 120° 120°
D1 D2
D3
D4 D5 D6
D7 D8 D9
D10
D12D11
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Si on considère la phase a, les diodes D1 et D10 conduisent ensemble lorsque Va est 
positive c'est-à-dire pendant 60°. Le courant I1 est alors positif et I4 négatif. 
 
Si Va s’annule et que Vd devient positive ce sont les diodes D4 et D7 qui conduisent 
pendant 60°. Le courant I1est alors négatif et I4 positif (cf. figure 12). Idem pour les 
autres phases. 
 
Le courant dans chaque phase s’annule pendant 120° et est positif ou négatif pendant 
60°. Ceci est dû à un redressement par phase. Dans le cas d’un pont de diode triphasé 
associé à une machine triphasée le courant s’annule pendant 60° et est positif ou 
négatif pendant 120°. Ceci est dû à un redressement entre phases. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 12 : formes d’onde des courants à 60° 
 
 
 
 
 
 
Courant à
60 degrés
D1/D10 ON
D4/D7 ON
Etude comparative de différentes solutions en fonctionnement statique 
 
 
 
50 
En réadaptant le nombre de spires du bobinage de la machine on triple l’inductance 
initiale de la machine et on augmente le flux d’un rapport de 3 .  
À 1500rpm l’angle d’empiètement reste similaire à celui obtenu lors de la simulation 
des solutions 1 et 2. En effet la solution 3 ne modifie pas ce phénomène. Si  on 
compare les courants machine d’une APP à 1500rpm dans les configurations des 
solutions 1 et 3, les angles d’empiètement sont quasiment égaux et le rapport angle 
d’empiètement-période électrique est de l’ordre de 15%. (cf. figures 14 et 15) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
Figure 13 : courants d’une machine APP à 
1500rpm : solution 3 
Figure 14 : courants d’une machine APP à 
1500rpm : solution 1 
2.4.3.3  Dimensionnement de la solution 3 
Selon le tableau 8, à la vitesse 1500rpm on enregistre les plus importants courants 
traversant les composants de puissance. Sur toute la gamme de vitesse [1500rpm, 
6000rpm] on fournit une puissance de sortie constante au niveau du bus continu de 
7kW. Même lorsqu’on change de configuration le courant IGBT à 4000rpm reste 
inférieur à celui obtenu à 1500rpm.  
 
En outre, en haute vitesse on a six diodes en plus qui sont sollicitées pour le bon 
fonctionnement de la commutation du neutre. Ces diodes seront dimensionnées par le 
courant qui les traverse à la vitesse où à lieu le changement de configuration. 
 
Comme dans le paragraphe 2.2.3.3, on évalue la puissance installée en silicium dans 
les composants de puissance nécessaire pour une association entre une machine 
synchrone à aimants permanents en différentiel, deux ponts de diode et un hacheur 
élévateur simple Boost. On calcule la puissance dimensionnate de la solution 3 selon 
l’équation (2.3): 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
I_ phase a
I_ phase b
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 SPP APP 
Puissance 
installée en 
silicium 
Diode IGBT 
Puissance 
totale 
Diode IGBT 
Puissance 
totale 
Dimensionnement 
du pont de diode 
(kW) 
6×19.6+ 
6×11.9 
-- 189 
6×18.2+ 
10.5×6 
-- 172.2 
Dimensionnement 
du Boost (kW) 
28×700 28×700 39.2 26×700 26×700 36.4 
   228 kW   208.6 kW 
Tableau 9 : Dimensionnement de la solution 3 
A noter que le dimensionnement des diodes de l’étage supérieur est différent de celui 
des diodes de l’étage inférieur parce que ces dernières ne fonctionnent qu’en haute 
vitesse. 
La machine APP offre moins de puissance installée en silicium que la machine SPP 
(paragraphe 1.2.2.1). 
La solution 3 améliore le dimensionnement total en silicium de 18% comparée à la 
solution 1 mais reste moins favorable que celui de la solution 2 dans un rapport de 
13%.  
2.4.4  Conclusions 
La solution 3 est une solution comparable à la solution 2 mais nécessite de moindres 
modifications de la machine : accès aux six bornes mais pas de changement de la 
structure du bobinage. Elle permet de rebobiner la machine plus haut en tension afin 
d’avoir plus de tension à basse vitesse et par conséquent diminuer le dimensionnement 
des composants de puissance de 18% par rapport à la solution référence. En haute 
vitesse la machine est mise en mode différentiel et la commutation de son neutre limite 
la tension au niveau du bus continu. La surtension enregistrée à 6000rpm reste 
inférieure à la tension maximale fixée par le cahier des charges.  
 
Cette solution améliore le dimensionnement mais ne diminue pas l’effet de 
l’empiètement qui est le même que dans les solutions 1 et 2. 
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2.5  Solution 4, réduction de l’empiètement : Association MSAP avec 
amortisseurs – pont de diode – simple boost 
2.5.1  Présentation 
En vue de réduire l’empiètement (durée des commutations) nous nous proposons avec 
la solution 4 d’étudier l’apport d’amortisseurs sur une machine à aimants permanents 
sans pièces polaires ou avec pièces polaires. 
En effet, l’inductance de commutation de la machine est aussi son inductance de fuites 
elle-même liée à la qualité du couplage entre stator et rotor relativement aux champs 
liés aux harmoniques de l’alimentation. Ce couplage peut être caractérisée par le 
coefficient de dispersion de Hopkinson noté σ tel que : 
 
rs
rssr
LL
MM
.
.
1−=σ  ; 10 ≤≤ σ  (2. 8) 
  
 
L’inductance de fuites vue du stator s’exprime alors par sf Ll .σ= . 
L’intégration des amortisseurs constitue une solution pour diminuer l’impédance 
harmonique de la machine et par conséquent diminuer l’effet de la commutation avec 
empiètement lié à l’énergie stockée par cette inductance. 
La solution 4 consiste à associer une machine synchrone à aimants permanent SPP ou 
APP chacune munie d’amortisseurs au rotor avec un pont de diode et un hacheur 
élévateur simple boost (cf. figure15). 
 
 
 
 
 
 
Figure 15 : solution 4 
 
L’étude de cette solution 4 s’est révélée difficile à conduire avec le logiciel PSIM car 
le modèle de machine synchrone à aimants permanents (utilisé pour étudier les 
solutions 1 et 2) et détaillé dans le paragraphe 2.2.2 est un modèle fermé qui ne 
propose pas la possibilité d’intégrer un circuit d’amortisseurs à la machine. Nous 
avons donc élaboré un modèle ouvert sur le logiciel SABER nous permettant l’étude 
des effets des amortisseurs sur l’empiètement. 
 
 
 
 
 
Circuits amortisseurs
Entraînement mécanique
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2.5.2 Modèle de la MSAP avec le logiciel SABER 
Le logiciel SABER nous a permis de programmer en langage MAST un modèle de 
machine synchrone à aimants permanents munie de circuits amortisseurs [Annexe IV].  
Ce modèle de PARK dans les axes (d, q) permet d’avoir accès à tous les courants 
amortisseurs afin de mieux analyser les intéractions de la machine avec le 
convertisseur et l’effet des amortisseurs. La figure 16 indique les paramètres du 
modèle de la MSAP élaboré sur SABER. 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 16 : modèle de la MSAP avec amortisseurs sur SABER 
 
Les équations du modèle de PARK de la machine synchrone à aimants permanent avec 
circuits d’amortisseurs en tenant compte des notations de la figure 16. [Chatelain1] 
[Chatelain2]:  
 
• Equations des flux : 
 
02
3
2
3 Φ++=Φ amdaddsdd iMiL  (2. 9) 
 
 amqaqqsqq iMiL 2
3
+=Φ  (2. 10) 
 
02
3
2
3 Φ++=Φ dadamdmdD iMiL  (2. 11) 
 
 qaqamqmqQ iMiL 2
3
+=Φ  (2. 12) 
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• Equations des tensions 
 
q
d
dsd
dt
d
iRu Φ−Φ+= ω  (2. 13) 
 
d
q
qsq
dt
d
iRu Φ+
Φ
+= ω  (2. 14) 
 
dt
d
iR DamdD
Φ
+=0  (2. 15) 
 
dt
d
iR
Q
amqQ
Φ
+=0  (2. 16) 
 
 
• Equations des mutuelles: 
Si l’on considère deux bobines d’inductances L1 et L2 couplées, la mutuelle 2_1 LLM  
entre ces deux bobines est définie par la relation suivante :  
 
 
 
 
 
 
212_1 )1( LLfuitesM LL −=  (2. 17) 
 
 
En se basant sur l’équation (2.17) on élabore les équations des mutuelles du modèle de 
PARK : 
 
sdmdad LLM )1( σ−=  (2. 18) 
 
sqmqaq LLM )1( σ−=  (2. 19) 
 
2.5.3  Qualité des amortisseurs 
De l’équation (2.8) qui définit le coefficient de dispersion σ, il résulte que celui-ci peut 
prendre des valeurs théoriquement comprises entre « zéro » et « un » correspondant 
respectivement à un « couplage parfait » ou à « aucun couplage » ce qui signifie 
qu’aucun courant n’est induit au rotor par les champs liés aux harmoniques de 
l’alimentation. 
La « qualité » des amortisseurs est ainsi liée à la valeur de σ. On a de « bons» 
amortisseurs avec σ proche de zéro et de « mauvais » amortisseurs lorsque σ est proche 
de 1. 
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L2
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On a simulé une machine SPP entrainée à 1500rpm pour différentes valeurs de σ afin 
de constater l’effet de la qualité des amortisseurs sur le rendement de l’association 
machine synchrone à aimants permanents-pont de diode-hacheur élévateur simple 
boost.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 17 : effets de la « qualité » des amortisseurs sur les performances de la solution 4 
 
Dans la figure 17, on note l’évolution attendue de l’empiètement mais aussi celle des 
ondulations de courants machine, et du courant maximum traversant l’IGBT du 
hacheur boost. 
 
Le courant crête des composants de puissance augmente pour une bonne qualité 
d’amortisseurs c’est à dire que plus σ approche la valeur 1 et moins les IGBT sont 
sollicités. Cependant, le courant moyen diminue pour un petit σ. Cette différence entre 
l’évolution du courant moyen et du courant crête des composants de puissance est due 
principalement aux ondulations de courant engendrées par les amortisseurs qui prend 
de l’importance aux faibles valeurs de σ, proche de zéro. 
 
Quant à l’empiètement qui dépend directement de l’inductance de commutation de la 
machine qui elle dépend de la qualité des amortisseurs ; diminue si σ tend vers zéro. 
 
Le choix d’un σ convenable est donc un compromis car une bonne qualité 
d’amortisseurs limite l’empiètement mais en contre partie augmente les ondulations de 
courant et par conséquent le dimensionnement des composants de puissance. Ainsi 
5.0=σ  semble une bonne valeur intermédiaire. De plus cette valeur paraît accessible 
expérimentalement. 
2.5.4  Simulation et analyses du fonctionnement de la solution 4 
2.5.4.1  Simulation de la solution 4 en régime statique 
En considérant le modèle SABER de l’alternateur présenté dans le paragraphe 2.4.2 et 
le convertisseur Boost étudié en annexes [Annexe I], on effectue la simulation de la 
solution 3 pour différentes vitesses d’entraînement mécanique comprise entre 1500rpm 
et 6000rpm. La tension du bus requise est égale à 700V pour une charge constante de 
10A c'est-à-dire 7kW de puissance en sortie quelle que soit la vitesse de l’alternateur. 
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Le tableau 10 synthétise les différents courants et tensions des composants de 
puissances ainsi que de la machine dans les cas d’une machine synchrone à aimants 
permanent sans pièces polaires SPP et d’une machine synchrone à aimants permanents 
avec pièces polaires APP munies de circuits d’amortisseurs caractérisés par un 
coefficient de Hopkinson 5.0=σ . Le dimensionnement des deux machines étant 
présenté dans le paragraphe (1.2). 
 
Vitesse 
alternateur (rpm) 
6000 5000 4000 3000 2000 1500 
Vbus (Volt) 740 700 700 700 700 700 
Iigbt_max_SPP 
(A) 
11 17 27 35.5 47 60 
I_ligne_max_SPP 
(A) 
11 17 27 35.5 47 60 
Iigbt_max_APP 
(A) 
11 14.5 20 28.5 41.4 54.6 
I_ligne_max_APP 
(A) 
11 14.5 20 28.5 41.4 54.6 
Tableau 10 : Résultats de simulation de la solution 4, machines avec amortisseurs, 5.0=σ  
2.5.4.2  Analyses des performances de la solution 4 
A 6000rpm la tension du bus continu atteint 740V. Le hacheur élévateur de la solution 
3 ne découpe plus à haute vitesse et fonctionne en roue libre. On doit connaître la 
vitesse à partir de laquelle on ne commande plus le hacheur pour ne pas détériorer les 
composants de puissance et le bus continu à haute vitesse. Pour cela on détermine 
théoriquement la tension du bus lorsqu’on est à la limite du bon fonctionnement du 
hacheur.  
 
On a toujours boostsbooste VV __ ≤ pour que le hacheur fonctionne normalement. Or Ve_boost 
n’est que la tension redressée Vred de la machine par le pont de diode. Donc à la vitesse 
limite du bon fonctionnement du hacheur on a boostred VV max_= avec Vmax_boost la tension 
limite à partir de laquelle on perd le contrôle du boost. 
Selon l’équation (2.20) 
 
            cheffred ILEV ωΠ
−
Π
=
3
6
3
 (2. 20) 
            boostcheff VILE max_
3
6
3 ≤
Π
−
Π
ω  (2. 21) 
 
Or on a l’égalité 
 
            
2
maxωΦ
=effE  (2. 22) 
 
Donc, la pulsation électrique limite du bon fonctionnement du hacheur peut s’écrire 
sous la forme suivante 
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            ( ) 33max_lim Π−Φ≤ ch
boost
ite
LI
V
ω  (2. 23) 
 
On déduit de (2.23) la vitesse mécanique en rd/s ( iteitemecp limlim_ ω=Ω ) à partir de 
laquelle le hacheur est en roue libre : 
 
            ( ) ( ) pLI
V
pLI
V
ch
boost
ch
boost
itemec 3333
max_max_
lim_
Π
−Φ
=
Π
−Φ
≤Ω  (2. 24) 
 
Dans notre cas l’application numérique avec les données 
VVAIp boostch 700,10,5.0,4 max_ ==== σ donne 
 
            rpmsrdmec 38.5691/596max_ ==Ω  (2. 25) 
 
Aux vitesses d’entraînement de l’alternateur dépassant 5691.38rpm le hacheur 
survolteur ne découpe plus et l’association convertisseur machine se résume à la 
MSAP, le pont de diode et le bus continu. Cependant à 6000rpm, et d’après les 
équations (2.20) et (2.22) la tension résultante Vred_limite (équation (2.26)) est inférieure 
à la tension limite maximale que peut supporter le bus continu et qui a été fixé par le 
cahier des charges (paragraphe 1.2)  
 
            





Φ
−
Π
=
chs
itered
IL
EV
σ
3
3
maxlim_  (2. 26) 
 
Dans notre cas VV itered 740lim_ = ce qui coïncide bien avec les résultats obtenus lors de 
la simulation. 
 
Le courant crête traversant les composants de puissance dans le cas d’une machine 
APP est toujours inférieur à celui enregistré dans le cas d’une machine SPP.  
 
Le tableau 11 donne l’empiètement en valeur relative à la période électrique de 
fonctionnement de la machine : 
( périodetempiètemenAngletempiètemenRapport /__ = ) 
 
Vitesse alternateur (tr/min) 6000 5000 4000 3000 2000 1500 
Rapport d’empiètement pour une SPP 
(%) 
4% 4.2% 7.5% 8% 9% 10% 
Rapport d’empiètement pour une APP 
(%) 
4.2% 4.9% 5.4% 8.7% 11% 12% 
Tableau 11 : Impact de la vitesse alternateur sur l’empiètement 
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Tout comme dans les solutions 1 et 2 la machine APP de par sa structure saillante et sa 
valeur d’inductance de commutation élevée comparée à celle de la SPP, engendre plus 
d’empiètement.  
La figure 18 donne une illustration de la réduction d’empiètement obtenue par 
intégration d’amortisseurs, tels que 5.0=σ , à la machine dans la solution 4 par rapport 
à la solution 1sans amortisseurs pour une machine APP.       
Cette amélioration est visible sur toute la gamme de vitesse.   
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 18 : Empiètements pour une APP dans les solutions 1 et 4, 5.0=σ  
2.5.4.3  Dimensionnement de la solution 4 
Selon le tableau 10, à la vitesse 1500rpm on enregistre les plus importants courants 
traversant les composants de puissance. Sur toute la gamme de vitesse alternateur 
[1500rpm, 6000rpm] on fournit une puissance de sortie constante au niveau du bus 
continu de 7kW. Comme dans le paragraphe 2.2.3.3, on évalue la puissance installée 
en silicium dans les composants de puissance, nécessaire pour une association entre 
une machine synchrone à aimants permanents munie de circuits amortisseurs, un pont 
de diode et un hacheur élévateur simple Boost. On calcule la puissance 
dimensionnante de la solution 4 selon l’équation (2.3) 
 
 SPP APP 
Puissance 
installée en 
silicium 
Diode IGBT 
Puissance 
totale 
Diode IGBT 
Puissance 
totale 
Dimensionnement 
du pont de diode 
(kW) 
42×6 -- 252 38.22×6 -- 229.32 
Dimensionnement 
du Boost (kW) 
42 42 84 38.22 38.22 76.44 
   336 kW   305.7 kW 
Tableau 12 : Dimensionnement de la solution 4 
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Tout comme dans les solutions 1, 2 et 3, la machine APP demande moins de puissance 
installée en silicium que la machine SPP (paragraphe 1.2.2.1). 
La solution 4 apparaît pénalisante par rapport aux solutions précédentes car la 
puissance installée en silicium a augmenté de 16% par rapport à la solution 1 et de 
40% par rapport à la solution 2. 
 
Cette augmentation est due aux ondulations de courant accrues par les circuits 
amortisseurs. En conséquence, le courant crête traversant les composants de puissance 
devient de plus en plus important lorsque σ tend vers 0. 
La réduction obtenue sur l’empiètement n’apporte donc pas de gain sur le 
dimensionnement global de la solution 4 en raison de cette ondulation accrue que nous 
étudions au paragraphe suivant. 
2.5.5  Influence des amortisseurs sur les ondulations de courant  
Le modèle codé sous SABER nous permet d’analyser cette influence en détail en 
observant les courants dans les amortisseurs. 
 
L’observation des formes d’ondes de courant permet de distinguer deux types 
d’ondulations : une ondulation provoquée par le découpage et une ondulation 
directement liée à la présence des amortisseurs et résultant d’une intéraction avec le 
pont de diodes. Sur les courants machine on détecte surtout l’harmonique 5 en 
inverse tj se ω5−  et l’harmonique 7 en direct 
tj se
ω7 provenant d’une association machine-
pont de diode. Ces deux harmoniques créent  un harmonique 6 qu’on voit bien sur les 
courants d’amortisseurs d’axes d et q. (cf. figures 19, 21, 22). 
 
Sur les figures 21 et 22, deux fréquences d’ondulation sont nettes et l’analyse spectrale 
des courants amortisseurs pour une vitesse de 1500rpm (f =100Hz) indique deux raies, 
l’une à 4kHz provenant du découpage l’autre à 600Hz provenant de l’harmonique 6 
des courants d’amortisseurs (cf. figures 22, 23). 
 
Ces ondulations dépendent de la qualité des amortisseurs ainsi que l’illustrent les 
figures 23, 24 et 25 donnant les courants amortisseurs pour deux valeurs différentes de 
σ. 
La dépendance n’est cependant pas linéaire, ce qui nécessite le recours à la simulation 
globale. 
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Figure 19 : Ondulations de courant dues aux amortisseurs 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 20 : Ondulations de courant dues au découpage à 
4kHz 
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On constate alors que les ondulations de courant proviennent des amortisseurs et sont 
d’harmonique 6 à cause de l’association machine-pont de diode et du découpage du 
hacheur. D’ailleurs si on réalise une analyse spectrale des courants amortisseurs sur les  
axes d et q on retrouve une raie à 4kHz qui correspond au découpage et une raie à 
600Hz lorsque la vitesse alternateur est à 1500rpm c'est-à-dire pour un fondamental de 
100Hz. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 21 : Analyse fréquentielle d’un courant 
amortisseur sur l’axe d à 1500rpm 
Figure 22 : Analyse fréquentielle d’un courant 
amortisseur sur l’axe q à 1500rpm 
 
On a enregistré lors des simulations les courants amortisseurs sur les 2 axes d et q afin 
de bien évaluer ce qu’on a vu au dessus. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 23 : Ondulations de courant pour 
5.0=σ  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 24 : Ondulations de courant pour 
3.0=σ  
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Figure 25 : Ondulations de courant pour 9.0=σ  
 
Les ondulations d’harmonique 6 au niveau des amortisseurs causées par l’intéraction 
entre une machine munie de circuits amortisseurs et un pont de diode diminuent 
lorsque σ tend vers 1 c'est-à-dire pour une machine sans amortisseurs. Par exemple les 
ondulations de courant pour 3.0=σ  sont 20 fois plus importantes sur l’axe q que celles 
dans le cas où 9.0=σ . 
2.5.6  Conclusions 
La diminution de la valeur de l’inductance de fuites stator/rotor agit directement sur 
l’empiètement. Ceci est réalisable en intégrant des circuits amortisseurs à la machine. 
Cette idée est la base de la solution 4 dans laquelle on a étudié une MSAP munies 
d’amortisseurs associée à un pont de diode et un hacheur simple boost. 
 
Cependant, le bénéfice escompté de cette opération est anéanti par les ondulations de 
courant accrues en raison du meilleur couplage entre stator et rotor ainsi établi. 
Il en résulte des pointes de courant qui conduisent à un surdimensionnement de 16% 
de la puissance installée en silicium. 
 
Cette solution 4 pénalisée par les ondulations se révèle donc moins intéressante que les 
solutions 1, 2 et 3 pénalisées par l’empiètement. 
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2.6  Solution 5 : Association MSAP– pont de diode – hacheur double boost 
2.6.1  Présentation 
Par rapport à la solution 1 prise comme référence, les solutions 2, 3 et 4 explorent des 
évolutions au niveau de la machine afin de réduire les facteurs contraignants liés au 
fonctionnement du système à basse vitesse. La solution 5 explore une nouvelle 
architecture de convertisseur de puissance DC/DC afin de réduire les ondulations de 
courant à ce niveau par l’introduction d’un hacheur Double-Boost permettant une 
augmentation de fréquence apparente de découpage [Ral] [Bart] [Koc7] [Maks] [Mart]. 
 
 
Figure 26 : Solution 5 
 
La solution 5 (cf. figure 26) consiste à associer un pont de diode triphasé avec un 
alternateur synchrone basse tension et un hacheur élévateur « double boost » afin de 
permettre d’atteindre la tension de l’étage continue requise à savoir 700V sous un 
courant de charge de 10A. Et comme pour les solutions précédentes l’étude est faite en 
considérant deux machines synchrones à aimants permanents SPP et APP. 
2.6.2  Hacheur double boost 
La structure du hacheur double boost est représentée sur la figure 27. Il s’agit d’un 
convertisseur DC/DC non isolé. C’est une variante du boost. Son étude servira à 
montrer ses avantages par rapport au convertisseur boost. 
 
 
Figure 27 : Hacheur double boost 
 
Les interrupteurs T1 et T2 sont commandés au blocage et à l’amorçage. La commande 
des interrupteurs T1 et T2 est décalée de T/2. Les séquences des ordres de commande 
des interrupteurs sont représentées sur la figure 28. 
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Figure 28 : Commandes des interrupteurs d’un double boost 
 
Nous sommes dans le cas d’une conduction continue où le rapport cyclique supérieur à 
1/2. On néglige les chutes de tensions (rinterne, VDon, VTon). On suppose les deux 
condensateurs de sortie parfaitement identiques. 
Les différentes séquences de fonctionnement sur une période sont les suivantes: 
 
Séquence 1 
 
De 0 à (α-
2
1
)Tdec, T1 et T2 sont fermés. 
Il n’y a pas de transfert d’énergie, celle-ci 
est stockée dans l’inductance d’entrée L. 
 
EL VV =  
Séquence 2 
 
De (α-
2
1
)Tdec à 
2
Tdec
, T1 est fermé, T2 
est ouvert, D1 est bloquée et D2 est 
passante. 
Il y a un transfert d’énergie à la charge. 
2
S
EL
V
VV −=  
Séquence 3 
 
De 
2
Tdec
 à αTdec, idem que pour la 
première séquence, on emmagasine de 
l’énergie dans l’inductance d’entrée L. 
EL VV =  
Séquence 4 
 
De αTdec à Tdec, T1 est ouvert, T2 est 
fermé, D1 est passante et D2 est bloquée. 
Il y a un transfert d’énergie à la charge. 
2
S
EL
V
VV −=  
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En exprimant que la valeur moyenne de la tension aux bornes de l’inductance L est 
nulle sur une période de découpage, on obtient la fonction de transfert du double boost 
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(2. 27) 
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=
1
1
E
S
V
V
 (2. 28) 
 
On retrouve une fonction de transfert identique à celle du convertisseur boost mais les 
différences entre ces deux structures portent sur les ondulations. 
2.6.3 Ondulations de courants et tension dans le double boost 
2.6.3.1  Ondulations de courant 
La fréquence apparente du courant dans l’inductance est le double de la fréquence de 
découpage [Ral]. L’expression de l’ondulation du courant est la suivante : 
 
            minmax LLL III −=∆  (2. 29) 
Par exemple, pour Tdect 





−=
2
1
α  les ondulations de courant pour un double boost 
valent : 
 
            ( )12
2
)_( −=∆ α
dec
E
Lf
V
boostdbleI  (2. 30) 
 
Les ondulations de courants dans le cas du hacheur simple boost étudié dans les 
annexes [Annexe I] sont données par : 
 
            
dec
E
Lf
V
boostsimpleI
2
)_( =∆  (2. 31) 
 
Le rapport entre les ondulations de courants du simple et du double boost est donc : 
 
            
( )
( ) α2
1
1
_
_
−=
∆
∆
boostsimpleI
boostdbleI
 (2. 32) 
 
Ainsi, dans le cas d’une conduction continue où α est supérieure à 0.5, le rapport entre 
les ondulations des deux types de hacheurs de l’expression (2.32) est inférieur à 1. 
Donc les ondulations de courant dans le cas d’un hacheur double boost sont moins 
importantes que dans le cas d’un hacheur simple boost.  
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2.6.3.2  Ondulations de tension 
La fréquence apparente est également doublée pour la tension de sortie par rapport à la 
fréquence de découpage [Ral]. L’expression de l’ondulation est la suivante : 
 
            minmax SSS VVV −=∆  (2. 33) 
 
Pour 021 CCC ==  on a les ondulations suivantes [Ral] 
 
            ( ) ( )12_
0
−=∆ α
dec
S
S
fC
I
boostdbleV  (2. 34) 
 
Les ondulations de tension dans le cas du hacheur simple boost étudié valent : 
 
            ( )
dec
S
S
fC
I
boostsimpleV
0
_
α
=∆  (2. 35) 
 
Soit le rapport entre les ondulations de tension dans les cas du simple et double boost : 
 
            
( )
( ) α
1
2
_
_
−=
∆
∆
boostsimpleV
boostdbleV
S
S  (2. 36) 
 
Dans le cas d’une conduction continue où α est supérieure à 0.5, le rapport entre les 
ondulations des deux hacheurs de l’expression (2.36) est inférieur à 1. Donc les 
ondulations de tension dans le cas d’un hacheur double boost sont moins importantes 
que dans le cas d’un hacheur simple boost. 
 
Cependant, la présence de deux condensateurs au lieu de un est un inconvénient de 
point de vue coût. On pourra imaginer deux condensateurs de faible valeurs (de l’ordre 
de 25µF) afin d’assurer le bon fonctionnement du double boost et un troisième 
condensateur en parallèle afin d’assurer la tenue en tension au niveau du bus continu.  
Au lieu de deux condensateurs de 400 µF on aura deux condensateurs de 25µF et un de 
100 µF. Dans ce cas là, on aura les mêmes ondulations de tension que dans la solution 
référence et on réduit la valeur des condensateurs et par conséquent leurs prix.  
2.6.4  Simulations et analyses du fonctionnement de la solution 5 
2.6.4.1  Simulation de la solution 5 en statique 
Tout comme les solutions précédentes la solution 5 (cf. figure 26) est étudiée par 
simulation à l’aide du logiciel PSIM. L’inductance L du convertisseur double boost est 
l’inductance de fuites de la machine. 
 
Le but est toujours de fournir 700V sous un courant de 10A au niveau du bus continu 
sur toute la plage de vitesse d’entraînement mécanique qui varie entre 1500rpm et 
6000rpm. 
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Le tableau 13 donne les résultats obtenus par simulations pour les machines 
synchrones à aimants permanents SPP et APP : 
 
Vitesse 
alternateur (rpm) 
6000 5000 4000 3000 2000 1500 
Vbus (Volt) 728 700 700 700 700 700 
Iigbt_max_SPP 
(A) 
0 13 16 23 35 50 
I_ligne_max_SPP 
(A) 
11 13 16 23 35 50 
Iigbt_max_APP 
(A) 
0 12 16 22 33 46 
I_ligne_max_APP 
(A) 
10 12 16 22 33 46 
Tableau 13 : Simulation de la solution 5 à double boost 
2.6.4.2  Analyses des performances de la solution 5 
Le double boost permet la réduction des ondulations de courant à l’entrée du 
convertisseur par rapport au simple boost en raison de l’augmentation de fréquence 
apparente. Ce point est peut être avantageux si on imagine une association entre une 
machine synchrone à aimant permanent avec amortisseurs, un pont de diode et un 
hacheur double boost. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 29 : les courants machine obtenus dans les solutions 1 et 5 pour une SPP à 1500rpm 
 
La solution 5 représente une solution innovante du point de vue électronique de 
puissance. En effet, le double boost est une architecture nouvelle et qui nous permet de 
baisser la gamme de tension des IGBT utilisés.  
Les mesures des courants IGBT et ligne pour les modèles SPP et APP ainsi que les 
rapports empiètement période sont quasiment identiques à ceux de la solution 1 (figure 
29) mais les deux IGBT fonctionnent sous une tension divisée par 2. 
Comparée à la solution 1, la solution 5 possède deux fois plus de composants de 
puissance (IGBT+diode) qui fonctionnent à la moitié de la gamme de tension des 
composants de la solution 1.  
 
Courant machine
double boost
Courant machine
simple boost
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2.6.4.3  Dimensionnement de la solution 5 
Selon le tableau 13, à la vitesse 1500rpm on enregistre les plus importants courants 
traversant les composants de puissance. Sur toute la gamme de vitesse [1500rpm, 
6000rpm] on fournit une puissance de sortie constante au niveau du bus continu de 
7kW. Comme dans le paragraphe 2.2.3.3, on évalue la puissance installée en silicium 
(pont de diode et hacheur élévateur double Boost). On calcule la puissance 
dimensionnante de la solution 5 selon l’équation (2.3): 
 
 SPP APP 
Puissance 
installée en 
silicium 
Diode IGBT 
Puissance 
totale 
Diode IGBT 
Puissance 
totale 
Dimensionnement 
du pont de diode 
(kW) 
6×17.75 -- 106.5 6×16.33 -- 97.98 
Dimensionnement 
du Boost (kW) 
2×17.75 2×17.75 71 2×16.33 2×16.33 65.32 
   177.5 kW   163.3 kW 
Tableau 14 : Dimensionnement de la solution 5 
Tout comme dans les solutions précédentes, la machine APP offre moins de puissance 
installée en silicium que la machine SPP. 
Avec la solution 5 la puissance installée en silicium a diminué de 36% par rapport à la 
solution 1, de 10% par rapport à la solution 2 et de 22% par rapport à la solution 3. 
2.6.5  Conclusions 
La solution 4 réduit la puissance totale installée en silicium comparée aux autres 
solutions. Ceci est dû à l’architecture du convertisseur double boost qui est différente 
de celle du convertisseur simple boost. 
  
Par rapport au convertisseur simple boost, on remarque que la contrainte en tension sur 
les interrupteurs est deux fois moins grande. Ce qui, suivant la tension de sortie, 
permettra de changer de calibre d’interrupteur et ainsi de pouvoir augmenter la 
fréquence de découpage. La fréquence apparente vue par l’inductance de la machine 
est doublée par rapport à la fréquence de découpage et la tension à ses bornes divisée 
par deux.  
 
Ces propriétés seraient intéressantes dans le cas d’une machine synchrone à aimants 
permanents munie de circuits amortisseurs (cas de la solution 4). 
 
Cependant, on pourra aussi utiliser cette propriété pour réduire le coût des 
condensateurs en augmentant les ondulations de tension et en réduisant par conséquent 
la valeur des condensateurs. Ceci est un avantage pour les applications dont les 
ondulations de tension ne sont pas un handicap pour le cahier des charges.  
 
Enfin, une difficulté de cette topologie consiste à assurer l’équilibrage du point milieu 
capacitif. Toutefois cette difficulté est facilement résolue en fonctionnement DC/DC. 
[Bart] 
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2.7  Solution 6 : Association MSAP-redresseur MLI 
2.7.1 Présentation 
Les cinq premières solutions étudiées exploitent l’association d’une machine 
synchrone à aimants permanents avec un pont de diode qui présente un énorme 
avantage de simplicité, robustesse et faible coût a priori mais aussi l’inconvénient de 
l’empiètement. 
 
On sait que les machines magnétiques, par leur nature « source de courant » en haute 
fréquence en raison de leur inductance de fuites totales pénalisante en commutation de 
courant avec les ponts de diodes ou de thyristors sont bien adaptées à une association 
avec un onduleur de tension à MLI. Nous avons donc considéré une solution 6 qui 
exploite un redresseur triphasé à modulation de largeur des impulsions MLI 
commandé en survolteur [Hwan]. 
 
A priori l’inconvénient majeur de cette solution est son coût supérieur aux solutions à 
pont de diode. Le redresseur possède une structure assez complexe avec trois bras 
ayant chacun deux interrupteurs nécessitant de plus généralement un capteur 
mécanique de position pour leurs commandes. 
L’onduleur de tension fonctionnant en redresseur MLI est directement survolteur avec 
un potentiel de réglage très intéressant notamment pour la machine : il remplace donc 
le pont de diode et le hacheur élévateur (cf. Figure 30). [Zitao]  
 
 
 
 
Figure 30 : Solution 6 
2.7.2  Commande du redresseur MLI 
Le redresseur à modulation de largeur des impulsions MLI est commandé par des 
boucles de régulation de tension et de courant en cascade [Mar].  
2.7.2.1  Boucle de courant 
Afin de dimensionner les régulateurs de courant, considérons le schéma de la figure 
31qui représente un bras du redresseur et sa commande en courant (la résistance de la 
machine est négligée). La stratégie de contrôle consiste à introduire l’erreur de courant 
dans chaque phase dans un régulateur à partir duquel nous obtenons la tension à 
appliquer aux bornes de l’inductance de la phase correspondante pour obtenir le 
courant désiré. 
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Figure 31 : Schéma de régulation du courant pour le redresseur MLI 
 
A partir de la représentation de la figure 31, nous pouvons établir le modèle complet en 
boucle fermée afin de calculer le régulateur de courant. Le calcul est détaillé en annexe 
[Annexe II].    
2.7.2.2  Boucle de tension 
Pour dimensionner le régulateur de tension, considérons le schéma suivant qui met en 
œuvre les boucles de tension et courant en cascade: 
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Figure 32 : Schéma du redresseur MLI avec boucle de tension 
 
A partir de la figure 32 on élabore le modèle complet en boucle fermée pour la 
régulation de tension. Le calcul du régulateur de tension est détaillé en annexe 
[Annexe II]. 
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2.7.3  Simulations et analyses du fonctionnement de la solution 6 
2.7.3.1  Simulations de la solution 6 en statique 
La solution 6 est une association entre une machine synchrone à aimants permanents et 
un onduleur de tension survolteur fonctionnant en redresseur MLI.  
Cette association offre directement  deux degrés de liberté (commande vectorielle) ce 
qui permet différentes stratégies de commande dont les plus classiques sont : 
 
• La commande à couple maximum par ampère qui maximise l’exploitation de la 
machine et minimise les pertes par effet Joule par un fonctionnement 
magnétisant ; 
 
• La commande à facteur de puissance unitaire, généralement démagnétisante 
excepté avec des structures de MSAP avec pièces polaires à forte saillance 
inversée ainsi que nous l’avons étudié au paragraphe 1.3.3; 
 
• Les commandes en réduction de flux, fortement démagnétisantes dans le but 
d’augmenter la gamme de vitesse pour une tension d’alimentation donnée. 
 
L’élaboration des commandes de l’onduleur nécessite la détection des fem 
développées par la machine (autopilotage). 
Le modèle PSIM de l’alternateur [PSIM] ne donnant pas accès à la force 
électromotrice de la machine on a modélisé cette dernière à ce stade par un réseau RLE 
équivalent et qui respecte le dimensionnement de l’alternateur. On peut ainsi détecter 
la vitesse et la fém de la machine.  
 
Pour la machine synchrone à aimants permanents avec pièces polaires APP, 
l’inductance synchrone dépend de la position du rotor et donc de la saillance. Si on 
adopte les hypothèses de Blondel tel que la répartition du champ soit sinusoïdale dans 
l’entrefer et qu’il n’y ait pas de saturation on montre que [Chatelain 2] 
 
 ψψ 22 sincos sqsds LLL +=  (2. 37) 
 
On peut aussi exprimer cette relation sous une autre forme car 
 
 ( ) ( )ψψ 2cos1
2
1
2cos1
2
1
−++= sqsds LLL  (2. 38) 
 
Et donc 
 
 ( ) ( ) ψ2cos
2
1
2
1
sqsdsqsds LLLLL −++=  (2. 39) 
 
L’inductance synchrone apparaît alors comme la somme d’une inductance constante 
égale à la moyenne arithmétique des inductances longitudinale et transversale et d’une 
inductance fluctuante variant avec Ψ2 proportionnelle à la différence ( )sqsd LL −  
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L’inductance synchrone du modèle équivalent de la SPP pour une stratégie de 
fonctionnement à 0=Ψ est qds LLL ==  soit mHLs 5.1= . 
L’inductance synchrone du modèle équivalent de l’APP pour une stratégie de 
fonctionnement à 0=Ψ est. ( ) ( ) sdsqsdsqsds LLLLLL =−++= 2
1
2
1
soit mHLd 8.1= . 
Concernant la commande du redresseur MLI, la régulation de deux bras est suffisante, 
la commande du troisième bras est déduite des deux premières par le biais de la 
relation (2.40) liant les modulantes qui assure la modulation de largeur d’impulsion 
permettent de détecter les instants de commutations des interrupteurs.  
 
 0modmodmod 321 =++ brasbrasbras  (2. 40) 
 
Le tableau 15 synthétise les résultats de simulation obtenus pour les machines 
synchrones à aimants permanents SPP et une APP associées à un redresseur MLI avec 
la stratégie de commande à 0=Ψ  : 
 
Vitesse 
alternateur (rpm) 
6000 5000 4000 3000 2000 1500 
Vbus (Volt) 700 700 700 700 700 700 
Iigbt_max_SPP 
(A) 
0 13 16 23 33 44 
I_ligne_max_SPP 
(A) 
10 13 16 23 33 
44 
 
Iigbt_max_APP 
(A) 
0 12 16 22 32 43.3 
I_ligne_max_APP 
(A) 
10 12 16 22 32 43.3 
Tableau 15 : Simulation de la solution 5 
2.7.3.2  Analyses des performances de la solution 6 
La figure 33 montre qu’en maintenant le courant de la machine SPP en phase avec sa 
force électromotrice on arrive à commander l’alternateur et atteindre les 700V au 
niveau du bus continu à 1500rpm: 
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Figure 33 : stratégie de commande d’une machine SPP associée à un redresseur MLI 
 
Les courants machine sont sinusoïdaux. Le phénomène d’empiètement n’existe pas 
avec le redresseur MLI. 
 
Avec la stratégie 0=Ψ , l’inductance synchrone de la machine SPP est égale à 1.5mH 
alors que pour la machine APP l’inductance synchrone est égale à l’inductance 
longitudinale Ld (1.8mH). La machine APP fournit plus de tension de sortie et par 
conséquent moins de courant que dans le cas de la SPP à puissance constante en raison 
d’une meilleure magnétisation même si cette dernière n’est pas maximisée avec 
0=Ψ pour une APP. Il existe en effet un fonctionnement à ( )Ioptψψ =  où l’on 
maximise l’utilisation de l’alternateur mais que l’on n’étudiera pas dans cette thèse 
pour deux raisons. D’une part cette stratégie accroît la complexité de la commande 
pour un gain relativement réduit. D’autre part, cette commande accroît les contraintes 
sur la précision de détection de position alors que nous prévoyons une commande sans 
capteur matériel. 
2.7.3.3  Dimensionnement de la solution 6 
Selon le tableau 15, à la vitesse 1500rpm on enregistre les plus importants courants 
traversant les composants de puissance. Sur toute la gamme de vitesse [1500rpm, 
6000rpm] on fournit une puissance de sortie constante au niveau du bus continu de 
7kW. Comme dans le paragraphe 2.2.3.3, on évalue la puissance installée en silicium 
nécessaire pour une association entre une machine synchrone à aimants permanents et 
un onduleur de tension fonctionnant en redresseur MLI avec la stratégie 0=Ψ . 
On calcule la puissance dimensionnante de la solution 6 selon l’équation (2.3): 
 
 
 
 
 
 
 
 
Ψ = 0
Vbus à 1500rpm
Iligne_aFém_phase_a
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 SPP APP 
Puissance 
installée en 
silicium 
IGBT 
Puissance 
totale 
IGBT 
Puissance 
totale 
Dimensionnement 
de l’onduleur 
(kW) 
30.8×6 184.8 kW 30.3×6 181.86 kW 
Tableau 16 : Dimensionnement de la solution 6 
 
En associant une machine à aimants permanents, commandée à 0=Ψ , à un onduleur 
de tension fonctionnant en redresseur MLI on améliore la puissance installée en 
silicium totale de 34% par rapport à la solution 1, de 7% par rapport à la solution 2, de 
19%par rapport à la solution 3, de 45%par rapport à la solution 4 et l’augmente de 5% 
par rapport à la solution 5. 
 
On voit que même si le fonctionnement à 0=Ψ de la machine n’est pas optimale on 
arrive à réduire la puissance de dimensionnement des semi conducteurs comparée aux 
solutions 1, 2, 3 et 4. 
2.6.4  Conclusions 
Dans les solutions 1 à 5 étudiées auparavant on a associé une MSAP à un pont de 
diode afin de redresser les tensions triphasées de l’alternateur. Le convertisseur DC-
DC boost permet d’élever la tension redressée par le pont de diode afin d’atteindre la 
puissance 7kW au niveau du bus continu. La solution 6 permet de remplacer 
l’association pont de diode-hacheur élévateur par un onduleur de tension / redresseur 
MLI survolteur.  
 
Comparé au pont de diode, différents types de commande sont alors possibles avec le 
redresseur MLI [Rivas]. On a choisi la stratégie 0=Ψ qui n’est pas complètement 
optimale en toute rigueur pour une structure APP, mais qui est simple et meilleure que 
la stratégie 0=ϕ (voir paragraphe 1.3) et favorable à une évolution vers une 
commande autopilotée sans capteur de position matériel. 
 
Les résultats montrent que la solution 6 améliore donc le dimensionnement total des 
composants de puissance  comparée aux solutions 1, 2, 3 et 4. Seule la solution 5 est 
plus intéressante de ce point de vue. Cependant cette solution 6 à redresseur MLI reste 
complexe de point de vu commande et coût.  
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2.8  Bilan comparatif des solutions proposées 
On peut classer les solutions proposées dans le chapitre 2 en deux catégories. 
 
Primo les solutions où la machine synchrone à aimants permanents fonctionne à 0=ϕ . 
Ces solutions mettent en œuvre une association entre une MSAP sans pièces polaires 
SPP et avec pièces polaires APP et un pont de diode : 
 
• Solution 1 : solution de référence : MSAP + Pont de diode + Boost 
• Solution 2 : MSAP à double étoile + Pont de diode + Boost 
• Solution 3 : MSAP en différentiel + 2 Ponts de diode + Boost 
• Solution 4 : MSAP avec amortisseurs + Pont de diode + Boost 
• Solution 5 : MSAP + Pont de diode + Double Boost 
 
Secundo, une solution où la machine synchrone à aimants permanents est associée à un 
onduleur de tension fonctionnant en redresseur MLI. Selon la commande de la 
machine on peut choisir une commande adéquate afin d’optimiser au mieux 
l’utilisation de l’alternateur. Dans cette étude on a choisit la stratégie à 0=Ψ qui 
donne de meilleurs dimensionnements que pour une stratégie à 0=ϕ . 
 
• Solution 6 : MSAP + Redresseur MLI 
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Figure 34 : Comparaison entre la puissance totale installée en silicium pour une machine SPP et 
une APP 
 
Parce que les caractéristiques intrinsèques de la machine impactent le fonctionnement 
d’une association convertisseur-machine, on a étudié toutes les solutions avec une SPP 
et une APP. La figure 34, montre que pour toutes les solutions la SPP demande plus de 
puissance de dimensionnement installée en silicium que l’APP (environ 8% sauf pour 
la solution 6 où la différence est égale à 1.6%).  
 
Ces résultats sont en accord avec l’étude théorique réalisée dans le paragraphe 1.3.3.1 
où l’on a démontré que pour un fonctionnement à 0=ϕ la machine APP est 
magnétisante alors que la SPP est démagnétisante.  
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2.8.1  Puissance de dimensionnement installée en silicium 
L’étude en régime statique des six solutions illustre leurs principaux inconvénients et 
avantages. Le critère de comparaison entre les solutions étudiées est la puissance de 
dimensionnement installée en silicium dans les semi-conducteurs et le coût des 
composants de puissance et les condensateurs. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 35 : Puissance totale installée en 
silicium pour une machine SPP 
Figure 36 : Puissance totale installée en 
silicium pour une machine APP 
 
Les figures 35 et 36 montrent l’évolution de la puissance de dimensionnement requise 
pour les composants de puissance pour chaque solution. Que ce soit pour une SPP ou 
une APP, la solution 5 est celle qui nécessite le moins de silicium juste devant la 
solution 6. 
 
Par rapport à la solution 1 de référence toutes les solutions ont amélioré le 
dimensionnement à l’exception de la solution 4 à cause des circuits amortisseurs qui 
certes réduisent l’empiètement mais augmentent aussi les ondulations de courant et 
donc le dimensionnement des semi-conducteurs. Cette solution semble donc devoir 
être écartée à ce stade, d’autant qu’elle implique de profondes modifications 
structurelles sur les machines (ajout d’une cage d’amortisseurs). Une étude de 
faisabilité effectuée directement par Leroy Somer sur cet aspect a confirmé plusieurs 
inconvénients. 
 
Les solutions 2 et 3 (respectivement MSAP avec double étoile et MSAP avec 
commutation du neutre) réduisent respectivement de 29% et de 18% la puissance de 
dimensionnement par rapport à la solution 1. Même si ces deux solutions ne sont pas 
les plus favorisantes, leurs structures restent plus simples que celles des solutions 5 et 
6. 
 
Pour le premier critère de comparaison à savoir la puissance totale de 
dimensionnement installée en silicium, la solution 4 est défavorisante, les solutions 2 
et 3 sont intéressantes comparées à la solution référence mais elles le sont moins 
comparées aux solutions 5 et 6.  
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2.8.2  Etude de coût 
On a réalisé une étude économique afin de chiffrer en EUROS le coût de silicium et 
des condensateurs nécessaire pour chaque solution. On s’est basé sur les prix actuels 
du marché des composants et semi-conducteurs. [ANNEXE V] 
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Figure 37 : Coût de l’ensemble semi-conducteurs/condensateurs pour chaque solution proposée 
dans le cas d’une SPP 
 
La solution 2 est la moins chère. Elle réduit le coût de la solution de référence de 9% 
ainsi que celui de la solution 3 mais dans un rapport quasi négligeable de 1%. Les 
solutions 2 et 3 restent économiquement compétitives comparées aux autres solutions. 
 
La solution 4 est plus chère que la solution référence. Ceci était prévisible puisque 
cette solution demande plus de silicium que les cinq autres solutions. 
 
La solution 6 est la plus coûteuse vu qu’elle nécessite six IGBT. De plus on n’a pas 
comptabilisé le prix de la commande. Donc cette solution est clairement plus chère 
comparée à toutes les autres solutions, ce qui n’est pas une surprise. Et il faut en plus 
compter le coût d’un éventuel capteur de position, sauf à développer une commande 
sans capteur matériel, nous y reviendrons au chapitre suivant. 
 
D’après cette étude de coût et les diagrammes des figures 35 et 36, on remarque que 
les solutions 2 et 3 restent très intéressantes par rapport aux autres solutions. Certes ces 
deux solutions améliorent le dimensionnement en silicium par rapport à la solution 
référence mais sont aussi moins chères. La solution 5 reste également encourageante 
du point de vue économique et dimensionnement comparée à la solution de référence : 
tout comme les solutions 2 et 3, cette solution 5 ne dépasse pas en coût 50€. Ces trois 
solutions sont les seules à réduire le coût global des semi-conducteurs et des éléments 
de filtrage comparées à la solution référence. 
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2.8.3 Bilan global 
En nous appuyant sur l’étude économique et la puissance totale installée en silicium 
dans chaque solution, nous présentons ci-après un tableau récapitulatif montrant 
l’apport des solutions proposées sur ces deux critères par rapport à la solution 1 prise 
comme référence. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Tableau 17 : Bilan comparatif des solutions proposées comparée à la solution référence 
 
Les solutions 2, 3 et 5 améliorent et le coût et le dimensionnement en silicium de la 
solution 1. 
 
La solution 4 est clairement défavorable. L’ajout de circuits amortisseurs à la machine 
engendre une augmentation dans le dimensionnement du silicium (+20%) ainsi que le 
prix total des semi-conducteurs et les éléments de filtrage (+9%). 
 
La solution 6 présente un bilan paradoxal et contrasté par comparaison à la solution 
référence. En effet, cette solution diminue le dimensionnement du silicium, mais en 
raison du nombre élevé d’IGBT (6 IGBT alors que pour les autres solutions 
comportent 1 ou 2 IGBT) le prix de revient dépasse celui de la solution 1 dans un 
rapport de 18%. 
 
Dans le tableau 18 sont recensés les avantages et les inconvénients de chaque solution 
suivant des critères qualitatifs plus larges que le dimensionnement et le coût actuel.  
Ainsi, le facteur de dimensionnement de la machine dépend de la stratégie avec 
laquelle on commande l’alternateur. Rappelons que l’on a adopté une stratégie à 
0=Ψ  pour la solution 6 alors que pour les autres solutions c’est la stratégie 0=ϕ . 
 
 
(-8%)(-36%)Solution 5
(+18%)(-34%)Solution 6
(+9%)(+20%)Solution 4
(-8%)(-18%)Solution 3
(-9%)(-29%)Solution 2
~~Solution 1
Coût
(semi-conducteur
+condensateur)
Dimensionnement
en silicium
Critère amélioré
Critère dégradé
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De même, on considère des critères relatifs aux convertisseurs tels que les ondulations 
de courant, la nature de la commande du convertisseur et le dimensionnement en 
silicium. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Tableau 18 : Bilan comparatif des solutions en statique 
 
Dans le tableau 18 on considère les signes suivants : 
‘++‘ = très positif 
‘- -‘ = très négatif 
‘+‘ = positif 
‘- ‘ = négatif 
Les symboles ++, --, + et – montrent les avantages et les inconvénients de chaque 
solution. 
 
Les principaux inconvénients de la solution 1 sont liés à la baisse de la tension en 
basse vitesse et au rallongement consécutif de l’empiètement. Les solutions 2 et 3 
apportent une réponse à la baisse de tension tandis que la solution 4 permet de réduire 
la durée de l’empiètement par des actions sur la structure de la machine. La solution 5 
portant sur l’électronique de puissance réduit son dimensionnement ainsi que 
l’ondulation de courant.  
En effet, la solution 2 permet d’améliorer la tension machine grâce aux deux étoiles en 
série d’où un bon dimensionnement en silicium et un coût favorable. Idem, la solution 
3 est très intéressante de point de vue tension machine car elle nous a permis 
d’augmenter le flux de 3 grâce à la commutation du neutre. On a donc une solution 
très favorable de point de vue économique. 
 
ConvertisseurMachine
+++++++--Solution 5
--++--+++++Solution 6
----++---+Solution 4
++++++0--Solution 3
++++++0--Solution 2
--++0--Solution 1
Coût
Dimensionnement
en silicium
Commande
convertisseur
Ondulation
courant
Facteur de 
dimensionnement 
de la machine
Empiètement
Solutions
proposées
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La solution 4 possède l’avantage de réduire l’empiètement mais l’intégration des 
circuits amortisseurs à la machine dans la solution 4 font que les ondulations de 
courants constituent un inconvénient fort qui engendre un coût et un dimensionnement 
en puissance installée en silicium supérieure aux autres solutions.  
Pour la solution 5, on a l’avantage de réduire les ondulations de courant grâce à la 
structure du convertisseur double boost. Cette solution possède beaucoup d’avantages 
tout comme les solutions 2 et 3. 
 
Quant à la solution 6, la commande et la structure de son convertisseur AC/DC semble 
être un inconvénient comparée aux autres solutions. Ceci étant, l’onduleur de tension 
nous permet d’avoir des courants sinusoïdaux au niveau de la machine et d’éliminer 
les problèmes d’empiètement. La stratégie à 0=Ψ améliore l’utilisation de 
l’alternateur mais ne l’optimise pas. C’est pourquoi c’est la seule solution qui est 
avantageuse de point de vu facteur de dimensionnement de la machine. Elle offre en 
outre une élévation directe de la tension et une grande richesse au niveau des stratégies 
de commande, au prix d’un nécessaire autopilotage qui requiert la détection de la 
position rotorique. 
 
Enfin, si on effectue la somme directe des signes ‘+’ et des signes ‘-‘ pour chaque 
solution, on constate que la solution 5 est évaluée à ‘+5’, les solutions 2 et 3 sont 
évaluées à ‘+4’, la solution 6 à ‘+3’, la solution 1 à ‘-2’ et finalement la solution 4 à ‘-
4’. Ceci permet de se faire une idée de ce que pourrait être un classement général des 
solutions à l’issue de ce comparatif, avec toutes les réserves que l’on doit considérer 
sur la portée de ce type d’évaluation globale sommant des critères très différents !! 
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2.9  Conclusions  
On a proposé dans ce chapitre 2 différentes solutions d’association convertisseur-
machine qui permettent de fournir une tension continu de 700V sous un courant de 
charge de 10A et ceci pour une vitesse de la génératrice comprise entre 1500rpm et 
6000rpm. 
 
On a simulé le comportement de chaque solution pour des points de fonctionnement 
respectant le cahier des charges et on a veillé à toujours avoir 7kW en puissance de 
sortie. Cette étude statique a permis d’une part de définir les avantages et les 
inconvénients de chaque solution et d’autre part de dresser un bilan comparatif 
concernant les critères coût de l’ensemble semi-conducteurs/condensateur et la 
puissance totale installée en silicium. 
 
Les points à retenir de cette étude en statique sont les suivants : 
 
• L’empiètement est un phénomène limitatif majeur de l’association entre une MSAP 
et un pont de diode. Il dépend de la valeur de l’inductance de la machine ainsi que 
de la vitesse d’entraînement mécanique. 
 
• La machine synchrone à aimants permanents avec pièces polaires possède une 
saillance inversée ce qui lui confère plus de magnétisation et donc un meilleur 
dimensionnement des composants de puissance, malgré une inductance de 
commutation plus élevée que celle de la machine sans pièces polaires qui pénalise 
l’empiètement. 
 
• Les circuits amortisseurs réduisent l’effet d’empiètement mais augmentent les 
ondulations de courant. Ceci fait que la solution 4 n’est pas compétitive au regard 
des autres solutions. 
 
• Les solutions 2, 3 et 5 sont les plus favorables de point de vue faisabilité, commande 
et coût. 
 
• La solution 6 élimine le problème d’empiètement et réduit la puissance installée en 
silicium. Cependant, l’existence de 6 IGBT et la commande du redresseur MLI 
augmentent le coût, ce qui est l’inconvénient majeur de cette solution, la plus riche 
en fonctionnalité. 
 
• Ces éléments relatifs au fonctionnement statique étant acquis, il est nécessaire 
d’étudier et de comparer les comportements dynamiques des solutions candidates 
sur un profil de mission représentatif, ce qui fait  l’objet du chapitre 3 
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3.1  Introduction 
Après avoir présenté les différentes solutions d’association entre une machine 
synchrone à aimants permanents (SPP et APP) et un convertisseur AC/DC répondant 
au cahier des charges : fournir une puissance constante à 7kW au niveau du bus 
continu pour un entraînement mécanique de l’alternateur entre 1500rpm et 6000rpm ; 
et après avoir dressé un bilan comparatif technico économique de ces solutions pour un 
fonctionnement en régime statique, nous nous attachons dans ce chapitre à présenter le 
fonctionnement dynamique de ces associations convertisseur-machine. 
 
Dans les applications embarquées en automobile l’entraînement se fait grâce au moteur 
thermique du véhicule. La vitesse d’entraînement dépend alors du type de roulage 
(ville, autoroute, montagne, etc..), de la façon de conduire et principalement de la 
dynamique mécanique du véhicule.  
 
Pour l’étude dynamique des différentes solutions étudiées au chapitre 2, on considère 
deux classes : d’une part les solutions avec commutation naturelle c'est-à-dire 
association entre une machine synchrone à aimants permanents et un ou deux ponts de 
diode (solutions 1, 2, 3, 4, 5) et d’autre part la solution 6 qui est une association entre 
une MSAP et un redresseur MLI.  
 
Pour la solution 6, un capteur de position mécanique est nécessaire pour la commande 
de la machine. Nous allons étudier dans ce chapitre une méthode d’autopilotage sans 
capteur de position d’une machine synchrone à aimants permanents. 
3.2  Profil de mission et condition d’étude 
Des roulages ont été effectués par l’entreprise LEROY SOMER sur camion afin de 
réaliser un profil qui tient compte de sa dynamique sur une plage de vitesse camion 
entre [650rpm, 2500rpm]. Cette plage de vitesse correspond à la plage de vitesse de 
l’alternateur [1500rpm, 6000rpm]. 
 
D’après les roulages, l'accélération et la décélération maximale de vitesse de 
l'alternateur peut atteindre 10000rpm.s-1. Donc au mieux, la vitesse d’entraînement 
peut passer de 1500rpm à 6000rpm en 0.55s, de 1500rpm à 5000rpm en 0.45s et de 
1500rpm à 4000rpm en 0.35s. Pour accélérer ou décélérer de 1000rpm le camion 
mettra au minimum 0.1s. 
On construit ainsi des profils de « mission camion » qui respectent l’accélération et la 
décélération maximale entre deux points de fonctionnement.  
 
Afin d’éviter des simulations longues en temps de calcul, on se limitera à un profil de 
l’ordre de quelques secondes et on se focalisera sur le fonctionnement des différentes 
solutions, notamment pendant les changements de vitesse. Ceci étant, la tension 
requise au niveau du bus continu doit toujours être égale à 700V sous un courant de 
charge de 10A. On tolérera tout de même une surtension qui reste inférieure à 900V et 
une chute de tension qui la conserve supérieure à 550V. 
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Figure 1 : Profil de mission camion 
 
La figure 1 montre le profil de « mission camion » sur lequel on étudie le 
comportement des solutions d’association convertisseur machine en dynamique.  
A cause de la différence de puissance entre le moteur thermique du camion (~ 200kW)  
et la puissance de la génératrice (~ 20kW), la vitesse du camion peut être assimilée à 
une source de vitesse. 
 
La vitesse d’entraînement varie entre 1500rpm et 6000rpm. On remarque aussi des 
accélérations et décélérations qui respectent la dynamique du camion. L’accélération 
de 1500rpm à 6000rpm et la décélération de 6000rpm à 1500rpm sont les phases de 
transition les plus critiques. Il faudrait que pour chaque solution étudiée la tension du 
bus reste stable tout en respectant le cahier des charges. 
 
Concernant le choix du type de machine à aimants permanents, on travaillera dans ce 
chapitre uniquement avec une machine synchrone à aimants permanents sans pièces 
polaires SPP. La seule différence entre l’APP et la SPP réside dans le 
dimensionnement total des solutions. C’est pourquoi on se contente de l’étude 
dynamique avec une SPP. 
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3.3  Etude dynamique des solutions avec commutation naturelle 
3.3.1 Rappel des solutions 
Dans le chapitre 2 on a étudié différentes association entre une MSAP et un 
convertisseur AC/DC. On rappelle les solutions avec commutation naturelle. 
 
• La solution 1: prise comme référence : une association entre une MSAP, un 
pont de diode et un hacheur élévateur simple boost. C’est une solution 
référence. 
 
• La solution 2 : une association entre une MSAP à double étoile, deux ponts de 
diode en série et un hacheur élévateur simple boost. Cette solution permet de 
doubler la tension machine à basse vitesse grâce à la mise en série des deux 
étoiles de la machine. A haute vitesse seule une demi-machine fournit la 
puissance nécessaire à la charge. 
 
• La solution 3 : une association entre une MSAP en différentiel, deux ponts de 
diode en parallèle et un hacheur élévateur simple boost. La commutation du 
neutre de la machine permet de la refluxer en haute vitesse. A basse vitesse le 
neutre est isolé et on se retrouve à la même configuration que la solution 1 mais 
avec une machine ayant plus de flux et plus d’inductance. 
 
• La solution 4 : une association entre une MSAP avec circuits amortisseurs au 
rotor, un pont de diode et un hacheur élévateur simple boost. Les amortisseurs 
permettent de diminuer l’effet de l’empiètement de commutation. 
 
• La solution 5 : une association entre une MSAP, un pont de diode et un hacheur 
élévateur double boost. Le but de cette architecture de convertisseur est d’avoir 
des composants de puissance dont la gamme de tension est la moitié de celle 
des autres solutions. Cette solution permet de diminuer les ondulations de 
courant et tension. 
3.3.2  Comportement dynamique de la solution 1, de référence 
3.3.2.1 Stabilité de la tension du bus continu 
On effectue la simulation de la solution 1 en dynamique. L’alternateur SPP est entraîné 
sur le profil de mission représenté ci-dessus. 
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Figure 2 : Réponse en dynamique de la solution 1 
 
On observe que la tension du bus continu reste en moyenne égale à 700V et respecte le 
cahier des charges : les surtensions ne dépassent pas 730V et les chutes de tension 
restent toujours supérieures à 650V.  
 
Le profil de vitesse d’entraînement est à l’origine des fluctuations de la tension du bus. 
En effet, lorsque la vitesse du camion varie la commande du hacheur doit suivre le 
changement du point de fonctionnement afin de stabiliser la tension du bus. 
 
Le deuxième élément à analyser est l’allure de la tension du bus en haute vitesse. On 
observe qu’à partir d’un point de fonctionnement la tension est proportionnelle à la 
vitesse de l’alternateur. Dès que la vitesse diminue retrouve la plage de la linéarité du 
convertisseur boost et une tension égale à 700V. Cela définit la zone de « survitesse ». 
 
Ainsi l’allure de la tension du bus donne deux indices sur le fonctionnement de 
l’association entre une MSAP, un pont de diode et un convertisseur simple boost : 
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• si la vitesse se situe dans la plage de linéarité du hacheur, la tension du bus 
est égale à 700V mais avec des fluctuations. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3 : Réponse de la tension du bus pour 
une accélération 
Figure 4 : Réponse de la tension du bus pour 
une décélération 
 
Une accélération du camion est suivie d’une surtension (cf. Figure 3)  alors 
qu’une décélération est accompagnée d’une chute de tension. La tension du bus 
est établie à 700V avec un temps de réponse qui dépend de la commande du 
convertisseur hacheur, de l’ordre de 0.3s dans l’exemple traité. 
 
Si la vitesse dépasse une certaine vitesse à laquelle la tension d’entrée du 
hacheur survolteur est supérieure à la tension requise en sortie, on atteint une 
surtension au niveau du bus qui est proportionnelle à la vitesse de l’alternateur. 
La configuration de la solution 1 en survitesse devient équivalente à une 
association entre une MSAP et un pont de diode (cf. Figure 5). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 5 : Configuration équivalente de la solution 1 en survitesse 
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A ce mode de fonctionnement correspond la ‘Zone 1’ de la Figure 6 où le boost est en 
roue libre (absence de découpage) et on obtient toute la tension fournit par la machine 
et redressée par le pont de diode. 
Un changement de stratégie a lieu lorsque la vitesse de l’alternateur décroit et rentre 
dans la plage de linéarité du convertisseur boost. Cette plage linéaire est appelé ‘Zone 
2’ dans la Figure 6. 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 6 : Changement de stratégie de fonctionnement de la solution 1 en hautes vitesses 
 
Le passage de la ‘Zone 1’ à la ‘Zone 2’ est suivi d’une chute de tension dû à la 
régulation de tension du bus du hacheur. A la limite de la ‘Zone 1’ la tension du bus 
est égale à 680V et grâce à la boucle de régulation de tension, la tension doit s’établir à 
700V à l’instant même du passage entre les deux zones. 
3.3.2.2  Fonctionnement de la solution 1 sur la plage entre 1500rpm et 6000rpm 
Sur la plage de vitesse entre 1500rpm et 6000rpm on commande le hacheur afin 
d’assurer une puissance constante au niveau du bus continu de 7kW. 
À partir d’une certaine vitesse inférieure à 6000rpm le hacheur est en roue libre. Ceci 
étant la tension enregistrée au niveau du bus continu est certes supérieure à 700V mais 
ne dépassent pas la tension maximale fixée par le cahier des charges. 
Il existe donc un décalage entre la plage de vitesse pour laquelle le hacheur est en 
mode linéaire (‘Zone 1’) et la plage de vitesse où l’on exige 7kW. Le diagramme ci-
dessous traduit le fonctionnement de la solution 1 sur un profil de mission camion. 
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Figure 7 : Diagramme de fonctionnement de la solution 1 en dynamique 
 
Par la simulation on obtient une tension du bus égale à 728V à 6000rpm  et une vitesse 
de transition de 5790rpm.  
On peut retrouver ces valeurs par le calcul. Selon l’équation (2.24) élaboré dans le 
deuxième chapitre on a : 
 
            ( ) pIL
V
chs
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itemechacheurite 33
max_
lim__lim
Π
−Φ
=Ω=Ω  (3. 1) 
 
Vmax_boost étant la tension d’entrée maximale assurant le fonctionnement du hacheur. 
Cette tension est égale à 700V car on a toujours boostsbooste VV __ ≤ . 
On obtient rpmhacheurite 5700_lim =Ω . Erreur de 1.5 % par rapport à la simulation. 
La tension du bus à 6000rpm est donnée par l’équation (2.26) élaborée dans le 
deuxième chapitre : 
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Tout comme dans la simulation on trouve une tension du bus à 6000rpm égale à : 
VV rpmbus 7286000_ = .   
Quand le hacheur boost est en roue libre la tension vue au niveau du bus est la tension 
redressée de la machine proportionnelle à la vitesse d’entraînement d’où : 
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3.3.3  Comportement dynamique de la solution 5 à double boost 
3.3.3.1  Stabilité de la tension du bus continu 
On a vu dans le paragraphe 2.6 que le convertisseur DC/DC double boost permet de 
diminuer les ondulations de courant et tension comparé au convertisseur simple boost. 
L’association entre une MSAP, un pont de diode et le hacheur double boost est une 
solution intéressante de point de vue puissance totale installée en silicium mais le coût 
des condensateurs reste un handicap. Le condensateur du bus continu étant fixé par le 
cahier des charges à 200µF, on devrait avoir deux condensateurs équivalents en série 
chacun d’une valeur de 400µF pour cette solution 4. 
  
Afin de rendre cette solution plus compétitive économiquement on peut remplacer les 
deux condensateurs du convertisseur double boost par deux condensateurs de faible 
valeur à savoir 25µF qui assurent le fonctionnement du hacheur à deux étages et un 
condensateur de 100µF qui assure la tenue en tension du bus continu ainsi qui indiqué 
par la figure 8. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 8 : Adaptation des condensateurs pour la solution 5 
 
Un compromis entre les ondulations de tension et le coût doit être trouvé. 
Avec la nouvelle configuration du convertisseur double boost on retrouve les mêmes 
ondulations de tension que pour les solutions avec un convertisseur simple boost, ce 
qui ne représente pas un handicap dans notre application. Les composants de puissance 
fonctionnent toujours à une gamme de tension inférieure à celle des composants des 
autres solutions. 
 
On effectue la simulation de la solution 5 en dynamique sur le profil de mission retenu. 
Le groupe doit fournir 7kW en sortie sur toute la plage de vitesse de l’alternateur 
[1500rpm et 6000rpm].  
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Figure 9 : Réponse en dynamique de la solution 5 
 
L’allure de la tension du bus est très semblable à celle de la solution 1. On observe les 
mêmes surtensions provoquées par les accélérations et les chutes de tension dues aux 
décélérations du camion. 
 
A 6000rpm, la tension du bus atteint la tension 728V et on retrouve la configuration de 
la Figure 5 où le hacheur double boost est en roue libre.  
 
L’analyse faite dans le paragraphe précédant (3.3.2.1) s’applique donc pour la solution 
5. En effet entre les deux solutions la seule différence réside dans la topologie du 
convertisseur DC/DC. On obtient la même tension de bus mais avec plus d’ondulations 
de tension à cause des condensateurs économiques utilisés. Dans la solution 1 le 
condensateur qui permet la tenue en tension du bus est égale à 200µF alors que le 
condensateur de la solution 4 est égal à 100µF. 
Les ondulations de tension étant proportionnelles à la valeur du condensateur, on 
retrouve des ondulations doubles dans le cas de la solution 5 comparée à la solution 1 
(cf. Figure 10 et Figure 11). 
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Figure 10 : Ondulations de tension dans la 
solution 5 
Figure 11 : Ondulations de tension dans la 
solution 1 
3.2.3.2  Fonctionnement de la solution 5 sur la plage entre 1500rpm et 6000rpm 
Le fonctionnement dynamique de la solution 5 est tout à fait comparable à celui de la 
solution 1 ainsi qu’indique la figure 12. 
 
L’équation (3. 1) ne dépend en effet que des données relatives à la machine, qui sont 
les mêmes dans les solutions 1 et 5, et de la tension maximale à l’entrée du hacheur 
assurant son bon fonctionnement. La vitesse limite de la plage de fonctionnement du 
double boost est donc égale théoriquement à celle obtenue dans la solution 1 à savoir 
5700rpm. 
 
Par la simulation cette vitesse est égale à 5790rpm. De même pour la tension du bus à 
6000rpm, égale à 728V. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 12 : Diagramme de fonctionnement de la solution 4 en dynamique 
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3.3.4  Comportement dynamique de la solution 2 
3.3.4.1  Présentation de la solution 2 en dynamique 
Les solutions 1 et 5 différent par la topologie du convertisseur DC/DC. Dans les deux 
cas on utilise la même machine synchrone à aimants permanents sans pièces polaires.  
La solution 2 consiste à utiliser une MSAP à double étoile associée à deux ponts de 
diode en série et un convertisseur simple boost.  
 
Cependant, en dynamique les ponts de diode ne permettent pas la commutation des 
deux étoiles de la machine. Pour cela on remplace un pont de diode par un pont mixte. 
Une étoile est donc connectée à un pont de diode et une autre à un pont mixte avec 
trois thyristors et trois diodes. Le pont mixte nous permet de changer de configuration 
en hautes vitesses (thyristors à l’état OFF donc fonctionnement avec une demie 
machine) et en basses vitesses (thyristors à l’état ON donc fonctionnement avec deux 
étoiles en série). Une diode de roue libre est connectée entre la masse et le potentiel 
milieu des deux ponts afin d’assurer le fonctionnement lorsque les trois thyristors sont 
ouverts (cf. Figure 13). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 13 : Configuration de la solution 2 en dynamique 
 
D’après l’étude statique de cette solution (paragraphe 2.3), on sait que la vitesse à 
laquelle on change de configuration est la vitesse correspondant au courant nominal de 
la machine. 
En basse vitesse les deux étoiles sont connectées en série afin d’augmenter la tension 
de sortie de la machine et réduire le courant par deux pour une même puissance requise 
en sortie. Dès que la vitesse d’entraînement augmente et on atteint le courant nominal 
de la machine on inhibe une étoile en ouvrant les trois thyristors et on fonctionne avec 
une demie machine sans pour autant surdimensionner la machine. La diode de roue 
libre assure cette configuration. 
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3.3.4.2  Stabilité de la tension du bus continu 
La figure 14 montre le résultat obtenu par simulation de la solution 2 en dynamique sur 
le profil considéré.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 14 : Réponse en dynamique de la solution 2 
 
La tension du bus apparaît bien régulée à 700V sur toute la plage de vitesse 
d’entraînement. On remarque tout de même des pics de tension (ne dépassant pas 
775V) et des creux de tension (supérieurs à 630V) coïncidant avec des changements 
dans la configuration de fonctionnement de la solution 2. Quand la vitesse machine 
dépasse 3100rpm, vitesse à laquelle on a atteint le courant nominal de la machine les 
thyristors sont ouverts et seule une demi-machine fournit 7kW en sortie. Inversement 
les thyrisors sont passants et se comportent comme des diodes afin de permettre la 
mise en série des deux étoiles de la machine aux vitesses inférieures à 3100rpm. 
 
La Figure 15 montre le comportement de la solution 2 lorsque la vitesse de 
l’alternateur augmente et dépasse la vitesse de transition pour laquelle la machine 
atteint son courant nominal. 
En basse vitesse, la tension du bus est 700V. Les deux étoiles fonctionnent en série et 
le courant est réparti entre chaque étoile. A 3100rpm les thyristors du pont mixte sont 
ouverts et on voit que le courant de l’étoile du bas sur la figure 15 s’annule tandis que 
le courant de l’étoile du haut, connectée au pont de diode, augmente quasiment du 
double. En effet, la demie machine doit fournir toute la puissance et donc le courant va 
doubler afin d’avoir une puissance toujours constante. Ce changement de stratégie est 
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visible sur la tension du bus continu et se traduit par un creux de tension ne dépassant 
pas les ondulations maximales fixées par le cahier des charges. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 15 : Changement de stratégie en vitesse croissante 
 
Lorsque le courant de la demi-machine de l’étage de haut augmente afin de compenser 
l’absence de l’autre étoile, il reste toujours inférieur au courant obtenu à 1500rpm 
considéré dans le deuxième chapitre pour dimensionner les composants de puissance. 
En haute vitesse, le courant maximal dans les phases de la machine reste toujours 
inférieur au courant machine en basses vitesses. La machine n’est donc pas 
surdimensionnée. 
La Figure 16 montre le comportement de la solution 2 lorsque la vitesse de 
l’alternateur diminue et passe au dessous de la vitesse de transition pour laquelle la 
machine atteint son courant nominal. 
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En haute vitesse toute la puissance est fournie par une demi-machine associée à un 
pont de diode. Le courant de l’étoile de l’étage du bas est nul puisque les thyristors 
sont ouverts. Dès que la vitesse machine devient inférieure à 3100rpm, les thyristors se 
bloquent, le pont mixte se comporte comme un pont de diode, la diode de roue libre est 
ouverte et les courants dans les deux demi machine sont bien répartis. On se retrouve 
alors dans la configuration où les deux étoiles de la machine sont connectées en série. 
Ce changement de stratégie se traduit au niveau de la tension du bus par un pic de 
tension qui ne dépasse pas 780V. Grâce à la boucle de régulation de la tension, le bus 
se stabilise à 700V. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 16 : Changement de stratégie en basses vitesses pour la solution 2 
3.3.4.3  Fonctionnement de la solution 2 sur la plage entre 1500rpm et 6000rpm 
Dans la solution 2 il existe deux stratégies de fonctionnement : d’une part en basse 
vitesse avec une machine à double étoile chacune connectée à un pont de diode mis en 
série et le tout connecté à un convertisseur simple boost. D’autre part en haute vitesse 
avec seule une demi-machine connectée à un pont de diode et un convertisseur simple 
boost. Le but est de fournir 7kW sur toute la plage de vitesse du camion. Le 
diagramme ci-dessous traduit le fonctionnement de la solution 2 sur un profil de 
mission camion. 
 
Le pont mixte se comporte comme un pont de 
diode en basses vitesses
Puissance fournie par toute la 
machine
Pic de tension dû
au changement 
de stratégie
T
en
si
on
 (
V
)
V
it
es
se
 a
lt
er
na
te
ur
 (
rp
m
)
C
ou
ra
nt
 p
ha
se
_é
ta
ge
ha
ut
 (
A
)
C
ou
ra
nt
 p
ha
se
_é
ta
ge
ba
s 
(A
)
Comportement des différentes solutions en fonctionnement dynamique  
 
99 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 17 : Diagramme de fonctionnement de la solution 2 en dynamique 
3.3.5  Comportement dynamique de la solution 3 
3.3.5.1  Présentation de la solution 3 en dynamique 
Rappelons que le principe de la solution est d’ouvrir le neutre de la machine et de la 
connecter en mode différentiel avec deux ponts de diode afin de réduire la tension en 
haute vitesse d’un facteur 3 . 
Alors le fait de bobiner l’alternateur plus haut en tension diminue la contrainte de 
courant des composants de puissance pour une même puissance requise. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 18 : Configuration de la solution 3 en dynamique 
 
Le fonctionnement de la solution 3 est identique à celui de la solution 1 si le contacteur 
de neutre est à l’état ON (cf. Figure 18). Si ce contacteur est à l’état OFF le neutre de 
la machine est connecté au pont de diode et la machine est connectée en différentiel.  
 
Comme dans le cas « double étoile » on change de configuration à 3100rpm, vitesse 
correspondant au courant nominal de la machine. 
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3.3.5.2  Stabilité de la tension du bus continu 
La figure 19 montre les résultats obtenus par simulation de la solution 3 en dynamique. 
L’alternateur est entraîné suivant le profil de mission camion. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 19 : Réponse en dynamique de la solution 3 
 
La tension du bus est régulée à 700V sur tout le profil de mission camion. Des 
ondulations sont enregistrées sur le bus continu. Ces fluctuations dépendent de la 
variation de la vitesse machine et du changement de configuration de fonctionnement 
de la solution 6. A chaque passage par la vitesse de transition de 3100rpm on a un pic 
de tension lorsque la vitesse décroit (contacteur ON) et une chute de tension lorsque la 
vitesse croit (contacteur OFF). 
 
Sur la Figure 20, on voit que lorsque la vitesse de l’alternateur diminue le courant de la 
machine change d’allure d’un courant à 60° à un courant à 120°. En effet, d’après 
l’étude du paragraphe 2.7.3.2 les courants à 120° et à 60° correspondent 
respectivement à une machine à neutre non relié et une machine en différentielle avec 
commutation de son neutre. Ceci indique le changement de stratégie qui a lieu dès que 
le contacteur est à l’état ON. 
 
Donc si la vitesse décroit le contacteur se ferme et on se retrouve dans la même 
configuration que la solution 1 à savoir une association entre une MSAP, un pont de 
diode et un convertisseur simple boost. Ce changement de fonctionnement est suivi 
d’un pic de tension ne dépassant pas 740V.  
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Figure 20 : Changement de stratégie en basses 
vitesses pour la solution 6 
Figure 21 : Changement de stratégie en hautes 
vitesses pour la solution 6 
 
Inversement si on observe la Figure 21, on voit que le contacteur est à l’état OFF si la 
vitesse croit, le courant machine 120° se transforme en un courant à 60°. Ce 
changement de stratégie est suivi d’un creux de tension qui reste supérieure à 650V. La 
régulation de tension nous permet au bus continu de s’établir à 700V. 
 
On observe aussi qu’à 6000rpm on atteint un niveau de tension au dessus de 700V. En 
haute vitesse voisine à 6000rpm la tension est proportionnelle à la vitesse 
d’entraînement. 
Ceci est la conséquence du rebobinage à plus haute tension de la machine. 
 
A 6000rpm la tension à l’entrée du hacheur dépasse la tension de référence. La tension 
en sortie du hacheur est celle redressée par les deux ponts de diode en parallèle. D’où 
l’existence d’une troisième configuration de fonctionnement en survitesse de la 
solution 3 (cf. Figure 22). La tension peut atteindre 720V pour 6000rpm. On tolère ce 
dépassement qui reste en deçà de ce qui a été fixé par le cahier des charges.  
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Figure 22 : Plage de survitesse de la solution 3 
3.3.5.3  Fonctionnement de la solution 3 sur la plage entre 1500rpm et 6000rpm 
La solution 3 présente donc trois configurations de fonctionnement sur la plage de 
vitesse [1500rpm, 6000rpm].  
En basse vitesse de 1500rpm à 3100rpm la solution 3 est équivalente à une association 
entre une MSAP, un pont de diode et un hacheur simple boost. 
 
Dès que la vitesse de l’alternateur dépasse 3100rpm le contacteur mécanique s’ouvre et 
la solution 3 devient une association d’une MSAP connectée en différentiel entre deux 
ponts de diode en parallèle avec un hacheur simple boost. Cette configuration permet 
d’avoir un système de redressement des tensions par phase et non plus entre phases de 
la machine électrique d’où la réduction de tension. 
 
En haute vitesse au-delà de rpmhacheurite 6000_lim =Ω  la machine est en survitesse. La 
tension du bus est proportionnelle à la vitesse car on ne contrôle plus la tension de 
sortie du hacheur qui se met en roue libre car la tension à son entrée est supérieure à la 
tension de référence. Théoriquement, en tenant compte de l’adaptation de la machine 
Φ=Φ 3' et ss LL 3
'
=  cette vitesse est donnée par l’équation (3.1) à 
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La tension maximale à 6000rpm est égale à 720V selon la simulation. D’après 
l’équation (3.2)  si on considère l’adaptation de la machine telle que : 
Φ=Φ 3' et ss LL 3
'
= , la tension à 6000rpm est égale à  
 
            





Φ
−
Π
=
'
'
max6000_ 3
3 chs
rpmbus
IL
EV  (3. 5) 
 
 
On obtient VV rpmbus 7126000_ = alors que cette tension est égale à 720V (une erreur de 
1.1%). 
Soit le diagramme de la figure 23 qui synthétise le principe de fonctionnement de la 
solution 3 en dynamique avec les zones de fonctionnement. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 23 : Diagramme de fonctionnement de la solution 3 en dynamique 
3.3.6  Comportement en dynamique de la solution 4 avec amortisseurs 
3.3.6.1  Stabilité de la tension du bus continu 
La figure 24 montre le résultat obtenu par simulation de la solution 3 en dynamique. 
On utilise le modèle de la machine synchrone à aimants permanents sans pièces 
polaires avec circuits amortisseur ( 5.0=σ ) élaboré sur Saber et explicité dans le 
deuxième chapitre.  
 
La vitesse de l’alternateur est toujours comprise entre 1500rpm et 6000rpm. Le 
passage d’une vitesse à une autre respecte la dynamique du moteur thermique du 
camion. 
 
Sur la figure 24, la tension du bus est bien régulée à 700V avec des fluctuations qui ne 
dépassent pas les ondulations de tension permises par le cahier des charges. 
En effet, on distingue des pics de tension coïncidant avec une accélération du camion 
et des chutes de tension correspondant à des décélérations du camion.  
Sur une plage de hautes vitesses la tension du bus est proportionnelle à la vitesse de 
l’alternateur. A 6000rpm, la tension du bus atteint 738V. 
 
L’allure de la tension du bus ressemble à celle des solutions 1 et 5.  
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A cet égard on a les mêmes conclusions quant au fonctionnement de la solution 4 
comparée à celui des solutions 1 et 5 à savoir une plage de vitesse où le convertisseur 
assure une puissance de 7kW et une plage de survitesse où la tension du bus n’est pas 
régulée et le hacheur est en roue libre. La tension résultante au niveau du bus continu 
est alors l’image de la vitesse du camion. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 24 : Réponse en dynamique de la solution 4 
3.3.5.2  Fonctionnement de la solution 3 sur la plage de vitesse du camion 
Dans la solution 3 on associe une MSAP avec amortisseurs à un pont de diode et un 
hacheur simple boost. L’alternateur est entraîné aléatoirement entre 1500rpm et 
6000rpm. 
Il existe une vitesse à partir de laquelle la tension à l’entrée du hacheur est supérieure à 
la tension requise en sortie et donc le hacheur fonctionne en roue libre et on enregistre 
une tension proportionnelle à la vitesse d’entraînement au niveau du bus continu. 
La différence entre cette solution et la solution 1 par exemple est la présence des 
circuits amortisseurs. Donc si on tient compte de la valeur du coefficient de 
dispersionσ , l’équation (3. 1) pourra s’écrire comme suit : 
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Théoriquement la vitesse limite à partir de laquelle on ne découpe plus et on ne 
contrôle plus la tension du bus hacheurite _limΩ est égale à 5560rpm. En simulation cette 
vitesse est égale à 5690rpm. Soit une erreur de 2.2%. 
En tenant compte des amortisseurs l’équation (3. 1) s’écrit : 
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3
max6000_  (3. 7) 
 
 
Théoriquement la tension du bus à 6000rpm est égale à 756V. En simulation on obtient 
un bus à 740V. On a une erreur de 2% entre les deux valeurs. 
Ceci étant on trace le diagramme de fonctionnement de la solution 4 en dynamique : 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 25 : Diagramme de fonctionnement de la solution 3 en dynamique 
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3.4  Association entre une MSAP et un redresseur MLI : Autopilotage 
de la MSAP sans capteur de position 
3.4.1  Introduction 
Les solutions étudiées précédemment exploitent un redresseur à pont de diode associé 
à un hacheur élévateur. En effet, le pont de diode est simple, robuste et économique. 
Mais il pose le problème de l’empiètement découlant d’une intéraction énergétique 
entre le convertisseur et la machine lors des commutations de courant. 
 
En effet, la machine se comporte comme une source de courant aux hautes fréquences. 
Elle est donc en meilleure adéquation lorsqu’on l’associe à un onduleur de tension. 
Elle accepte les variations rapides de tension et on peut moduler cette dernière par 
découpage (MLI) pour régler la ‘valeur moyenne instantanée’ de la tension ou du 
courant. On peut ainsi imposer la forme du courant la mieux adaptée à la machine 
(sinus, trapèze) dans le domaine des basses fréquences définis par la vitesse de rotation 
et contrôler le couple efficacement. 
 
L’alimentation des machines à courant alternatif par onduleur MLI s’est donc 
largement répandue depuis 20 ans dans les commandes d’axe, les petits actionneurs et 
la tension. 
De plus, la structure onduleur de tension MLI est survoltrice de l’alternatif vers le 
continu. Elle est donc particulièrement adaptée à notre problème au plan fonctionnel. 
En revanche, c’est une structure à priori plus couteuse en raison des composants 
(MOSFET, IGBT) et d’une commande plus complexe qui nécessite particulièrement 
un capteur de position au rotor. 
 
Des études ont permis de réaliser des commandes sans capteurs pour certaines 
applications. Dans notre application la machine est entraînée en génératrice, un mode 
de fonctionnement beaucoup moins contraignant qu’une commande d’axe pour le 
capteur, ce qui doit permettre une commande sans capteur que nous étudions. 
 
Dans un premier temps nous présentons l’état de l’art des solutions existantes pour 
autopiloter une MSAP associée à un onduleur de tension sans capteur de position et on 
dans un deuxième temps nous présentons l’étude de la solution 6 constituées d’une 
MSAP et d’un redresseur MLI.  
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3.4.2  Etat de l’art de l’association machine-onduleur 
3.4.2.1  Dispositif de commande de l’onduleur de tension 
Si nous détaillons le dispositif de commande de l’onduleur de tension présenté dans le 
paragraphe 2.6.2, nous remarquons que l'on doit imposer un courant sinusoïdal sur les 
trois phases en contrôlant l'amplitude et la phase à partir de la position. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 26 : Descriptif du dispositif de commande de l’onduleur de tension 
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Si nous détaillons le dispositif de commande rapprochée (cf. Figure 26), ce dernier 
assure deux fonctions qui sont l'autopilotage et la régulation des courants. 
 
• L’autopilotage : 
Le but de l'autopilotage d'une machine synchrone est d'établir un lien "rigide" entre la 
vitesse de rotation et la fréquence d'alimentation. L'autopilotage est assuré par la 
génération des références des courants triphasées dont la phase est définie à partir de la 
position du rotorθ . A cette mesure s'ajoute le déphasageΨ  (angle imposé entre le 
courant et la force électromotrice). A partir de la position du rotorθ  (qui peut provenir 
soit d'un codeur soit d'un estimateur de position implanté dans la commande 
numérique) et la consigne de l'autopilotage, la commande rapprochée génère les 
commandes d'ouverture et de fermeture des interrupteurs de l'onduleur. La variable de 
référence Iref permet de régler l’amplitude de ces courants. 
 
• La régulation des courants : 
Le but d'une régulation des courants est de maintenir les courants réels mesurés au 
niveau des enroulements aussi proche que possible de leurs références. Les techniques 
de contrôle des courants sont de deux types suivant la commande par hystérésis ou par 
MLI. 
 
La commande par hystérésis est considérée comme la plus ancienne et la plus 
performante en terme de dynamique [Pey]. Mais elle implique une fréquence de 
découpage variable. 
 
Avec la commande par MLI à fréquence de découpage fixe, les sorties des régulateurs 
sont les tensions instantanées de référence pour chaque phase. Un étage 
supplémentaire de modulation de largeur d'impulsion (MLI) génère, à partir de ces 
tensions, les signaux de commande des interrupteurs. Le principe de cette méthode 
classique est présenté sur la figure suivante : 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 27 : Principe de contrôle par MLI 
 
 
 
 
 
Régulateur
(Type PI)
Mesures
1refI
1I
Tdécoupage
Porteuse
Interrupteurs de
l’onduleur+
+
-
-
Références
Comportement des différentes solutions en fonctionnement dynamique  
 
109 
La fonction d'autopilotage est assurée en même temps que la génération du système 
triphasé des références sinusoïdales. Les régulateurs de courants sont généralement de 
type Proportionnel/Intégral. 
 
A partir des tensions de références sortant des régulateurs, les signaux de commande 
pour les interrupteurs de l'onduleur sont déterminés par un processus de modulation de 
largeur d'impulsion. Cette modulation peut être réalisée par la comparaison de la 
tension de référence pour chaque phase avec un signal triangulaire (la porteuse). 
3.4.2.2  Les différents capteurs 
Quel que soit le type de machine et d’alimentation associée, le principe d’autopilotage 
nécessite la synchronisation des grandeurs électriques d’alimentation avec la vitesse de 
rotation. Les technologies utilisables passent par la mesure de la position du rotor qui 
peut être optique ou électromagnétique. Les codages envisageables peuvent être de 
type relatif ou absolu, mais l’alimentation de la MSAP requiert la connaissance de la 
position absolue 
 
• Capteur optique 
Les éléments de choix de ce type de codeur de position interviennent d’une part au 
niveau de la nature de la détection (photoélectrique par exemple) et du niveau de la 
qualité de la détection (précision, nombre de points par tour, rapidité). D’un point de 
vue économique, il apparaît a priori judicieux d’utiliser un type de capteur plus 
rudimentaire qu'un capteur électromagnétique. Deux types de codeur dès lors peuvent 
être envisagées : les codeurs incrémentaux  et absolus. [Pey] 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 28 : Codeur incrémental Figure 29 : Codeur absolu 
 
Le codeur optique est lié mécaniquement à l'arbre qui l'entraîne, son axe fait tourner le 
disque qui comporte une succession de zones opaques et transparentes. La lumière 
émise par des diodes électroluminescentes arrive sur des photodiodes chaque fois 
qu'elle traverse les zones transparentes du disque en rotation. Les photodiodes gênèrent 
alors un signal électrique qui est amplifié et converti en signal carré avant d'être 
transmis vers l'unité de traitement électronique. 
 
Le codeur incrémental semble être le plus simple car il utilise seulement un détecteur 
et un codage simple. Cependant, dans l’application envisagée, il faut lui adjoindre un 
système de remise à zéro pour obtenir la position effective du rotor. 
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Un codage optique absolu, est beaucoup plus performant car les inconvénients décrits 
auparavant n'existent pas. Si la réalisation d’un codeur optique ne pose pas de 
difficultés particulières, son utilisation présente toutefois des inconvénients dus par 
exemple : 
* à sa fragilité et à son encombrement pour une résolution supérieur à 
1000points/tour, 
*   à la quantité insuffisante de lumière transmise au détecteur lorsque la vitesse 
croît (entretien, milieu "propre"). 
En dépit de ces inconvénients, les capteurs optiques trouvent de larges applications 
dans le domaine de la productique telles que la robotique, les disques de calculateurs, 
etc. 
 
• Capteur électromagnétique 
Pour capter la position, nous pouvons aussi utiliser un capteur électromagnétique de 
type résolveur qui est le plus couramment utilisé par le fait de ses bonnes 
performances. Ce dernier doit être associé à un module digitaliseur pour réaliser une 
commande numérique. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 30 : Principe du résolveur associé à un module digitaliseur 
 
Le résolveur comporte deux circuits magnétiques, l’un sur le stator, l’autre sur le rotor, 
équipé de bobinages. Le stator est formé de deux enroulements en quadrature et le 
rotor quant à lui n'a qu’un seul enroulement qui est alimenté par une tension alternative 
par l’intermédiaire d’un transformateur. Notons que pour éviter l'utilisation de contacts 
glissants, le rotor est alimenté par l'intermédiaire d'un transformateur tournant. 
 
Les tensions délivrées par les enroulements statoriques sont des tensions alternatives 
dont l’amplitude est modulée en fonction de la position du rotor de la forme 
( θω sin.cos t ) et ( θω cos.cos t ). Ces tensions contiennent implicitement l’information 
de la position du rotor notéeθ . 
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Pour obtenir une information de position numérique, il faut associer au résolveur un 
système digitaliseur, avec un traitement électronique de signal. L'ensemble doit fournir 
un codage de la position sur "n" bits. Le rôle du module digitaliseur associé au 
résolveur est de traiter ces signaux (tension d'alimentation du rotor et tensions 
délivrées par le stator) de façon à extraire l’information de position sous la forme d'un 
mot de "n" bits. 
Le principe de cette conversion est : 
 
• Générer sous forme numérique un angleϕ , 
• Comparer cet angleϕ  à la valeur deθ  délivrée sous forme analogique implicite 
par le résolveur, 
• Ajuster en permanence l'angleϕ  de façon à annuler la différence ϕθ − . 
Lorsque cette différence est nulle, l'angleϕ exprimé sous forme numérique, 
représente effectivement la position du rotor. 
 
Par rapport aux capteurs optiques, le résolveur associé au digitaliseur se présente 
comme une solution intéressante, notamment au niveau de la robustesse et de la tenue 
en température. 
 
En conclusion, l’introduction d'un capteur de position impose d’une part une contrainte 
d’intégration mécanique lors de la construction de la machine, et d’autre part constitue 
une source de défaillance non négligeable sur la mesure de la position. La commande 
de la machine synchrone sans capteur mécanique devrait rendre la machine encore plus 
attractive si elle offre des performances supérieures ou égales aux commandes avec 
capteurs (sans entretien, ni casse).  
3.4.3  Etat de l’art de la commande sans capteur 
Nous avons vu que les capteurs de position mécaniques, qui font aujourd'hui partie 
intégrante de l'ensemble alimentation/convertisseur/machine, possèdent de nombreux 
inconvénients. Pour supprimer les capteurs mécaniques, il est nécessaire de repenser la 
commande. Il existe un très grand nombre de publications [Pey1] [Urbanski] [Moba] et 
travaux de thèses [Pey] [Cros] [Chabot] sur cette thématique. Dans ce qui suit, nous 
allons décrire les principaux groupes de solutions avec leurs avantages et 
inconvénients. 
3.4.3.1  La détection des passages à zéros des fems 
Cette méthode consiste, à partir de l’observation de la fem [Jufer], à déterminer un 
point représentatif de la position du rotor afin de générer les ordres permettant de 
commander l’onduleur. Pour le cas d’une fem de forme trapézoïdale, le point le plus 
représentatif et le plus facile à détecter est le passage à zéro de la fem [Ogasa], c’est-à-
dire tous les 60 degrés. La phase de la fem donne l’information de position et 
l’amplitude informe sur la vitesse. Néanmoins, il n’est pas toujours évident que le 
signal obtenu par détection du passage à zéro des fems, présente un déphasage correct 
par rapport à la séquence de commande de l’onduleur. Il est donc indispensable 
d’associer un circuit déphaseur permettant d’ajuster le déphasage des signaux obtenus 
[Cros]. Enfin, la commande à partir de l’observation de la fem pose un problème au 
démarrage, car celle-ci n’existe pas. Il faut donc prévoir une séquence particulière pour 
assurer le démarrage. Une autre solution (applicable à la machine à fem sinusoïdales)  
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a été proposée mais ne permet d'avoir que la position avec une précision de 30 degrés 
ce qui est un énorme inconvénient pour une commande sans capteur. 
3.4.3.2  Contrôle direct du couple 
Un certain nombre de travaux [Zolghardi 1] [Maes] ont été réalisés sur ce type de 
contrôle pour la machine synchrone. Le contrôle direct du couple (DTC) est une 
méthode de commande, en cela il diffère des autres structures exposées qui sont les 
observateurs ou reconstructeurs d'états. 
L'idée directrice du DTC, basée sur l’orientation du flux statorique, est d’imposer à 
tout instant le vecteur tension instantanée, pour obtenir l’amplitude du flux et le couple 
souhaités. 
Le choix du vecteur tension est fonction d’une table de commutation. L’amplitude du 
flux et le couple sont estimés à partir des mesures des courants et des tensions de la 
machine soit : 
 
( )
( )s
s
IfctC
dtRIU
ψ
ψ
.
0
=
+−=Ψ ∫   
(3. 8) 
 
Où sΨ représente le vecteur du flux statorique, C le couple, U et I sont respectivement 
les tensions et courants statorique. 0Ψ étant la valeur initiale du vecteur du flux. 
 
Le calcul du flux et du couple dépend du flux statorique initial. La résistance statorique 
est le seul paramètre qu’il est nécessaire de connaître. Néanmoins, s'il y a une 
incertitude sur la valeur de cette résistance, une erreur apparaîtra sur le flux, donc sur 
le couple.  
En conclusion, cette méthode offre comme avantage d’avoir un contrôle rapide et 
précis du couple, avec une commande relativement simple, ne nécessitant aucun 
capteur mécanique pour connaître la position ou la vitesse de la machine. 
A noter tout de même, que le problème pour un fonctionnement à basse vitesse et à 
l’arrêt n’est pas résolu de manière satisfaisante [Chabot]. 
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3.4.3.3  Observateur d’état 
Les auteurs [Jones] utilisent cet observateur pour reconstruire des grandeurs (courants, 
vitesse et position) à partir des grandeurs d'entrée u (qui sont les tensions par exemple) 
et les paramètres du système. L'observateur est de la forme la plus simple possible  
(cf. Figure 31). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 31 : Structure de l’observateur d’état 
 
Le système s’écrit sous la forme suivante : 
 
( ) [ ] [ ]courantsytensionu
position
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(3. 9) 
 
 
Ce procédé offre l'avantage de pouvoir reconstruire plusieurs grandeurs mais dépend 
fortement des paramètres et des mesures. De plus, le gain k (gain d'observation 
correctif) doit assurer une estimation correcte et rapide liée aux performances de la 
commande. 
3.4.3.4  Observateur à mode glissant 
En premier lieu, la commande, dite en mode glissant, constitue un mode de 
fonctionnement particulier des systèmes de régulation à structure variable [Fur].  
 
Elle est caractérisée par une commutation entre deux états, justifiant de ce fait son 
appartenance aux méthodes de réglage non-linéaires. En fait, nous parlons de modes 
glissants lorsque les variables d'état glissent sur les droites (hyperplan lorsque l'ordre 
est supérieur à deux) de commutation.  
 
Le principe de l'observateur en mode glissant consiste à contraindre les dynamiques 
d'un système d'ordre n à converger vers une variété de dimension (n-p) dite surface de 
glissement (p étant la dimension du vecteur de mesure). L'attractivité de cette surface 
est assurée par des conditions appelées "conditions de glissement". Si ces conditions 
sont vérifiées, le système converge vers la surface de glissement et y évolue suivant 
une dynamique d'ordre (n-p). 
 
En conclusion, l'observateur en mode glissant consiste à attirer la trajectoire des 
erreurs d'observation vers une surface correspondant à une erreur d'estimation de sortie 
Modèle de 
référence
u y mesure
+
-
Observateur
k
y~
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nulle. Sur cette surface, les dynamiques sont stabilisées de manière à annuler l'erreur 
d'estimation. 
Certains résultats [Ben] montrent les avantages qu'apportent ce type observateur tel 
qu'une immunité face aux bruits de mesure et aux variations de paramètres. 
3.4.3.5  Observateur de Luenberger 
L'observateur de Luenberger est le plus connu dans la classe de type déterministe 
[Pey]. A partir des mesures des entrées et sorties, nous pouvons reconstruire l'état du 
système linéaire. 
Considérons le système linéaire échantillonné ci-dessous : 
 



=
+=+
kdk
kdkdk
xCy
uBxAx 1  
 
(3. 10) 
 
 
Où nkx ℜ∈ représente le vecteur d’état, qku ℜ∈ le vecteur d’entrée et my ℜ∈ le 
vecteur de sortie. 
 
Le diagramme structurel du système à régler et de son observateur est montré sur la 
figure suivante où kx
~ représente l'état observé et kk xCy
~~
= . 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 32 : Structure de l’observateur de Luenberger 
 
La sortie de ce système ky  est comparée à la sortie estimée ky
~  et la différence est 
pondérée par le gain de Luenberger, noté L. 
Le résultat de cette pondération est utilisé comme contre réaction dans les équations de 
l'observateur afin de rendre nulle l'erreur d'observation. 
Le problème consiste à déterminer le gain L de façon à annuler l'erreur d'observation 
avec une dynamique satisfaisante. Nous savons que le gain de l'observateur permet de 
régler les valeurs propres de la matrice ( )dd LCA − qui sont déterminantes dans le 
comportement dynamique de l'observateur. Cependant, l'estimation peut être altérée en 
présence de bruit, dans ce cas, il est recommandé d'utiliser une approche stochastique. 
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3.4.3.6  Filtre de Kalman Bucy 
C'est dans [Kalman] que Rudolf Emil Kalman posa pour la première fois les équations 
du filtre éponyme. Il contribua ainsi à l'une des plus grandes découvertes du XXième 
siècle dans le domaine de l'estimation et du contrôle des systèmes. Le filtre de Kalman 
joue aujourd'hui un rôle essentiel en automatique et en traitement du signal. 
 
Le filtre de Kalman fait appel à la représentation d'état des systèmes linéaires. Utilisant 
cette représentation, l'observateur fournit à chaque instant, sous forme récurrente, 
l'estimée optimale et la variance de l'erreur d'estimation. Ce type d'observateur 
s'applique tout particulièrement aux systèmes perturbés et par conséquent il est utilisé 
pour la commande sans capteur. 
 
Dans le cas discret, la formulation est particulièrement adaptée au traitement 
numérique et donc à l'implantation sur calculateur avec traitement en temps réel. On 
distingue deux types de filtres de Kalman : le filtre de Kalman standard et étendu. 
3.4.4  Autopilotage sans capteur de position de l’alternateur P/S 
Notre cahier des charges nous impose essentiellement un entraînement mécanique de 
l’alternateur entre 1500rpm et 6000rpm. Dans cette plage de vitesse la MSAP 
développe toujours une fem. L’association machine-onduleur de tension doit fournir 
une puissance de 7kW avec un bus continu à 700V et un courant de charge constant à 
10A. 
 
La présence de capteur de position sur la machine est à éviter afin d’éviter les 
différents inconvénients énoncés dans l’état de l’art des capteurs et pour réduire le 
coût. 
 
On choisit donc un autopilotage sans capteur de la machine synchrone à aimants 
permanents élaboré à partir des tensions V de la machine.  
 
L’idée consiste à imposer la phase des courants de l’alternateur par rapport aux 
tensions de la machine en déterminant le facteur de puissance à l’aide d’un calcul P/S 
(P : puissance instantanée, S : puissance apparente). 
 
Soit le système triphasé des tensions de sorties de la machine : 
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 Π
++=
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
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++=
+=
3
4
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tVV
tVV
tVV
c
b
a
 (3. 11) 
 
 
Avec Vmax l’amplitude de la tension de sortie, ω la pulsation électrique de rotation et θ0 
l’angle initial de la tension. 
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Imposer les courants références à la machine par rapport aux tensions machine revient 
à déduire le système triphasé des courants en connaissant le facteur de puissance 
(calcul des puissances). D’où 
 
( )





 Π
+++=





 Π
+++=
++=
3
4
sin
3
2
sin
sin
0max__
0max__
0max__
ϕθω
ϕθω
ϕθω
tII
tII
tII
refcref
refbref
refaref
 (3. 12) 
 
 
Le déphasage φ entre le courant machine et la tension machine peut être calculé grâce 
à la relation des puissances : 
 
ϕcos=
S
P
 (3. 13) 
 
Une fois la phase du courant connue grâce à ce calcul de facteur de puissance et un 
calage de I par rapport à V, l’amplitude du courant machine est déterminé par la 
régulation de la tension du bus de sortie du redresseur MLI. 
 
Le diagramme de la Figure 33 décrit l’algorithme de principe de cette méthode 
d’autopilotage sans capteur de position. 
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Figure 33 : Descriptif de l’autopilotage P/S à partir des tensions machine 
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L’autopilotage en P/S à partir des tensions de la machine se compose de trois étapes. 
Le but est de reconstruire les courants machine qui permettent au redresseur MLI 
associé à l’alternateur de fournir un bus de 700V pour un point de fonctionnement 
donné : 
 
Première étape : Déterminer la phase de la tension machine 0θω +t . 
 
Deuxième étape : Calculer le déphasageϕ entre le courant I et la tension V grâce au 
rapport des puissances active et apparente P/S. 
 
Troisième étape : une boucle de tension mise en cascade avec une boucle de courant 
permet de reconstruire les courants de référence afin de définir les instants de 
commutations de l’onduleur commandé par MLI. L’amplitude de ces courants découle 
de la boucle de tension alors que les deux premières étapes permettent de déterminer la 
phase des courants.  
 
Dans la première étape on détermine la phase 0θω +t de la tension machine grâce à une 
projection du réseau triphasé des tensions Va, Vb, Vc dans le plan biphasé (α, β). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 34 : Calcul de la phase du vecteur tension machine 
 
D’après ce diagramme on obtient: 
 






=+
α
βθω
V
V
Arct tan0  (3. 14) 
 
Dans la deuxième étape on détermine le déphasage entre le courant et la tension 
machine grâce à un calcul de puissance (équation (3. 13)) ainsi qu’indiqué sur la figure 
35. 
 
0θω +t
V
β
αV
βV
α
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Figure 35 : Dispositif de calcul du déphasage entre le courant I et la tension V sur PSIM 
 
Une fois la phase 0θω +t déterminée et le déphasage φ entre courant et tension calculé 
on construit la phase des courants références à l’aide de PSIM (cf. Figure 36). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 36 : Détermination de la phase des courants références sur PSIM 
 
La reconstruction des courants références passe aussi par la détermination de 
l’amplitude du courant. Ceci est réalisable grâce à la boucle de tension qui permet de 
réguler la tension du bus à 700V [Annexe II]. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 37 : Boucle de courant et de tension en cascade 
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3.4.5  Stratégie de fonctionnement du redresseur MLI en hautes vitesses 
Le profil de vitesse d’entraînement de l’alternateur varie entre 1500rpm et 6000rpm. 
Afin d’assurer le bon fonctionnement du redresseur MLI à savoir redresser la tension 
alternative de la machine et jouer le rôle du convertisseur survolteur il faut que la 
tension d’entrée de l’onduleur soit strictement inférieure à 700V (égale à 700-∆V) (cf. 
Figure 38).  
En pratique on prend en général une marge ∆V de l’ordre de 15% de la valeur du bus 
requis. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 38 : Condition du bon fonctionnement du redresseur MLI 
 
L’équation (3. 1) permet de calculer la vitesse limite à partir de laquelle le redresseur 
MLI ne fonctionne plus en survolteur.  
 
            ( ) pILVV chsbusMLIredresseurite 33_lim
Π
−Φ
∆−
=Ω     pour un     busVV .15.0≅∆  (3. 15) 
 
Numériquement MLIredresseurite _limΩ est égale à 4788rpm. Donc dès que la vitesse de la 
génératrice dépasse cette vitesse on choisit de fonctionner en pont de diode en ouvrant 
tous les composants de puissance commandés (IGBT) de l’onduleur de tension. En 
survitesse, la solution 6 devient donc équivalente à une association entre un alternateur 
MSAP et un pont de diode. Il faut cependant définir une stratégie de commande du 
redresseur MLI en hautes vitesses. 
3.4.5.1  Stratégie « Hystérésis de tension» 
Il s’agit dans cette méthode d’ouvrir tous les composants de puissance IGBT de 
l’onduleur dès que la tension du bus excède un seuil maximum respectant le cahier des 
charges. Un hystérésis de tension est élaboré afin d’assurer la stabilité du système. 
 
La commande du redresseur MLI en hautes de vitesses se fait par rapport à la tension 
imposée par le cahier des charges et non par rapport à la vitesse d’entraînement 
mécanique (cf. Figure 39). 
 
 
 
 
Fonctionnement survolteur 
de l’onduleur
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Figure 39 : Commande du redresseur MLI en hautes vitesse : Hystérésis de vitesse 
 
Mais l’inconvénient de cette solution est l’impossibilité de contrôler le courant 
machine à des fréquences proches de 400Hz (6000rpm) lorsque les IGBT sont à l’état 
OFF.  
 
Avec cette méthode on n’a pas de changement de commande de l’onduleur. On 
découpe sur toute la gamme de vitesse mais vu la fréquence de découpage de notre 
onduleur (4kHz) il est impossible de contrôler le courant machine à haute vitesse. 
 
Si on regarde la figure 40 on voit bien que le bus continu est régulé à 700V grâce à 
l’autopilotage P/S à partir des tensions machine et que le découpage est continu en 
dépit de la vitesse de l’alternateur. Si on fait un ‘zoom’ dans l’intervalle où la vitesse 
machine est à 6000rpm on observe que le courant machine n’est pas régulé et qu’il 
peut atteindre des valeurs avoisinant les 200A ce qui peut dégrader la machine. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 40 : Réponse en dynamique de la solution 5 avec un hystérésis de tension à haute vitesse 
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3.4.5.2  Stratégie d’adaptation de la machine 
La plage de vitesse de l’alternateur dépasse la plage de linéarité de l’onduleur de 
tension. On a vu qu’il existe des méthodes pour contrôler la tension du bus continu une 
fois que la butée de l’onduleur est atteinte. 
Une autre méthode consiste à adapter la machine afin de faire coïncider la plage 
d’entraînement avec la plage de linéarité de l’onduleur en diminuant son flux à vide. 
Dans ce cas il faut diminuer le nombre de spires de la machine et par conséquent 
l’inductance de la machine diminue. 
 
Supposons que la machine initiale soit dimensionnée par le nombre de spire N, 
l’inductance L et le flux Φ. L’autopilotage de cette machine permet de réguler le bus 
continu dans une plage de vitesse [ rpm1500 , rpmrpm 60005100max <=Ω ]. 
 
On redimensionne cette machine initiale pour que la plage de linéarité de l’onduleur 
soit [ rpm1500 , rpm6000max' =Ω ]. La nouvelle machine adaptée est dimensionnée par 
le nombre de spire N’, l’inductance L’ et le flux Φ’tel que : 
 
            ( )LLNNN 2'max' 85.085.0
6000
=⇔=
Ω
=   (3. 16) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 41 : Adaptation de la machine pour la haute vitesse 
 
L’adaptation de la machine pour la haute vitesse (cf. Figure 41) illustre une diminution 
de la tension de la machine de 15%. 
 
L’inconvénient de l’adaptation de la machine est le dimensionnement des composants 
de puissance à basse vitesse d’entraînement.  
 
On a vu dans le deuxième chapitre que le but est d’améliorer le dimensionnement en 
silicium en basse vitesse et notamment à 1500rpm. Une diminution de la tension de 
sortie de la machine engendre une augmentation du courant traversant chaque 
composant de puissance et donc un dimensionnement plus pénalisant de point de vue 
coût.  
 
maxΩ
Ps = 7 kw
minΩ
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3.4.5.3  Stratégie « Hystérésis de vitesse » 
Une autre méthode consiste à ouvrir tous les IGBT de l’onduleur dès que la vitesse de 
l’alternateur atteint rpmMLIredresseurite 4788_lim =Ω  avec un hystérésis en place afin 
d’assurer le passage sans aléas dans les deux sens entre le fonctionnement pont de 
diode et redresseur MLI de l’onduleur de tension (cf. Figure 42 ). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 42 : Commande du redresseur MLI en hautes vitesse : Hystérésis de vitesse 
 
La simulation de la solution 6 en adoptant une stratégie hystérésis de vitesse en hautes 
vitesses, est donnée dans la figure 43. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 43 : Réponse en dynamique de la solution 6 avec hystérésis de vitesse 
 
 
La tension du bus est régulée à 700V grâce à l’autopilotage P/S à partir des tensions 
machine. Ceci étant, on distingue deux types de fonctionnement. 
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De 1500rpm à MLIredresseurite _limΩ la tension du bus est égale à 700V. Les deux boucles de 
courant et tension en cascade assurent la régulation de la tension de sortie du 
redresseur MLI. 
Quand la vitesse est supérieure à MLIredresseurite _limΩ les IGBT sont à l’état OFF (cf.  
Figure 45) la tension est alors proportionnelle à la fem de la machine. On observe aussi 
des courants machine à 120° qui illustrent le fonctionnement en pont de diode de 
l’onduleur (cf.  Figure 44). 
 
Des pics de tension sont enregistrés lorsque l’onduleur passe du mode pont de diode au 
mode redresseur MLI. Ceci dépend de la régulation de tension. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 44 : Fonctionnement en pont de diode 
de l’onduleur de tension 
Figure 45 : Ouverture des IGBT en haute 
vitesse 
 
Selon l’équation (3. 2) la tension du bus à 6000rpm est égale à 726V ce que l’on 
retrouve avec la simulation où la tension du bus est égale à 728V (cf. Figure 44). 
Dans la figure 46, on synthétise le fonctionnement du redresseur MLI associé à la 
MSAP sur la plage de fonctionnement. 
 
Entre 1500rpm et la vitesse limite de fonctionnement de l’onduleur de tension en mode 
redresseur survolteur MLIredresseurite _limΩ la tension du bus est régulée à 700V. Au-delà de 
MLIredresseurite _limΩ l’onduleur fonctionne en pont de diode. La tension du bus ne dépasse 
pas ce que le cahier des charges tolère à 6000rpm (728V). Un hystérésis de vitesse 
permet la stabilité lors du passage entre les deux modes de fonctionnement de 
l’onduleur de tension. 
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Figure 46 : Diagramme de fonctionnement de la solution 6 avec hystérésis de vitesse 
3.4.6  Limites de l’autopilotage P/S 
Le cahier des charges de notre étude est très précis. Pour une vitesse d’entraînement 
mécanique entre 1500rpm et 6000rpm un bus continu de 700V est requis pour un 
courant de charge constant de 10A.  
Mais un autopilotage P/S devient impossible si la charge devient nulle. En effet, le 
rapport P/S n’a pas de sens si jamais les puissances apparente et active sont nulles (0/0 
est une forme indéterminée). 
 
Typiquement, il faut considérer que sur ce genre d'application, il y a une vitesse 
minimale permettant de démarrer. C’est celle qui génère suffisamment de tension pour 
permettre aux alimentations électroniques de s'amorcer. Elle peut aussi être imposée 
par le moteur thermique amont: vitesse de ralenti... 
Il faut que la vitesse dépasse au moins cette vitesse minimale pour que l'on puisse 
démarrer et réguler la tension du bus. 
 
A cette vitesse minimale, on sait que l'on peut délivrer une puissance minimale Pmini. 
Mais rien ne garantit que l'on ait vraiment à le faire parce que si les accessoires 
branchés sur l'étage continu sont arrêtés, où à faible régime, le courant I absorbé sera 
faible, et éventuellement nul. 
 
On a donc besoin d'une puissance P > Pmini indépendamment de la vitesse car à une 
vitesse donnée, il faut savoir que la puissance absorbée en instantanée peut prendre 
n'importe quelle valeur y compris la valeur zéro. 
Si on a la garantie d'une puissance de charge suffisamment grande par rapport à zéro, 
le calcul des rapports de puissance permet l’autopilotage de la MSAP : c’est une 
contrainte qui paraît acceptable avec notre cahier des charges. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Puissance de sortie = 7kW
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3.4.7  Conclusions sur le fonctionnement de la solution 6 en dynamique 
 
On a vu que le fonctionnement dynamique d’une association entre une MSAP et un 
redresseur MLI nécessite un autopilotage de la machine si on veut éviter le capteur de 
position rotorique qui est à la fois couteux et réduit la fiabilité dans des applications 
embarquées. 
 
L’une des solutions consiste à autopiloter la MSAP à l’aide des tensions de sortie de la 
machine et caler le vecteur courant machine par rapport au vecteur tension machine en 
faisant le rapport des puissances P/S. 
 
La plage de vitesse de l’alternateur étant plus large que celle de la linéarité de 
l’onduleur de tension on a vu différentes méthodes pour contrôler la tension du bus aux 
hautes vitesses. L’adaptation de la machine présente l’inconvénient de 
surdimensionner les composants de puissance comparée à la solution où l’on intègre 
un hystérésis de vitesse à la commande du redresseur MLI qui permet d’ouvrir les 
IGBT à partir d’une certaine vitesse alternateur et avoir une tension de bus linéaire et 
proportionnelle à la vitesse d’entraînement. 
 
L’hystérésis de vitesse est plus avantageux qu’un hystérésis de tension où l’on perd le 
contrôle du courant machine dès lors qu’on est en haute vitesse. 
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3.5  Conclusion du chapitre 3 
Dans ce chapitre 3, nous avons présenté l’étude du comportement dynamique des six 
solutions d’association convertisseur machine présentées dans le deuxième chapitre. 
 
Le point commun entre les solutions 1, 2, 3, 4 et 5 est la présence du pont de diode. 
Ainsi la commutation naturelle est un atout dans le fonctionnement dynamique lorsque 
la vitesse alternateur varie car la présence d’un capteur de position est inutile dans ce 
cas là. 
 
En simulant le comportement dynamique de ces solutions sur un profil de vitesse 
variable entre 1500rpm et 6000rpm et respectant la dynamique d’un camion, on a 
remarqué que la plage de vitesse machine est plus ample que celle de la plage de 
linéarité du convertisseur hacheur DC/DC. Ceci étant, la plupart de ces solutions 
possèdent deux modes de fonctionnement : une plage de vitesse sur laquelle le hacheur 
survolte et régule la tension du bus à 700V et une autre plage en haute vitesse où le 
hacheur se met en roue libre et la tension du bus est proportionnelle à la vitesse du 
camion. 
Certes les solution 2 et 3 possèdent des fonctionnements différents avec 
respectivement une machine à double étoile et une machine alimentée en différentielle 
afin de faire commuter son neutre mais le résultat final est le même, exceptée la 
solution 2, à savoir entre 1500rpm et une certaine vitesse inférieure à 6000rpm le bus 
est contrôlé par le convertisseur DC /DC et entre cette même vitesse et 6000rpm le 
découpage n’est plus possible à cause de la tension d’entrée du boost qui est déjà 
supérieure à la tension demandée. La tension maximum que peut supporter le bus est 
tout de même respecter sur toute la plage de vitesse. 
 
Dans la solution 6, association entre un redresseur MLI et une MSAP, l’idée est de 
réguler la tension du bus à l’aide d’un onduleur de tension fonctionnant en redresseur 
survolteur. Pour que cette solution soit compétitive de point de vue économique avec 
les autres solutions il était nécessaire de penser un autopilotage sans capteur matériel 
de la machine. Vu le cahier des charges fixé par LEROY SOMER et qui prévoit une 
charge constante non nulle sur toute la plage de vitesse du camion on a adopté un 
autopilotage P/S à partir des tensions de sortie de la machine.  
 
Une fois qu’on a le vecteur tensions machine on récupère sa phase par une projection 
sur le plan (α,β),on calcule le déphasage φ à partir du rapport de puissance P/S et on 
cale le vecteur courant de la machine par rapport à celui de la tension. Cet autopilotage 
est régi par une boucle de courant et une boucle de tension en cascade. La boucle de 
tension fixe l’amplitude des courants référence et l’autopilotage fixe le déphasage et la 
pulsation de ces mêmes courants. La régulation de courant permet de créer des 
modulantes qui seront comparées à une porteuse à la fréquence de découpage afin de 
déterminer les instants de commande de l’onduleur. 
 
En simulant cette solution on a vu que la butée de l’onduleur est atteinte dès lors qu’on 
atteint une certaine vitesse machine inférieure à 6000rpm. On a vu que la meilleure 
méthode de contrôler le bus continu est d’ouvrir les IGBT grâce à un hystérésis de 
vitesse. Le redresseur MLI change de mode de fonctionnement et se transforme en un 
pont de diode. On a étudié dans ce chapitre d’autres méthodes telles que l’adaptation 
de la machine mais ceci engendre un surdimensionnement des composants de 
puissance. 
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4.1  Introduction 
L’objectif principal de cette étude était de mener à bien l’analyse comparative de 
différentes solutions pour déterminer la pertinence éventuelle d’une évolution de la 
solution actuelle.  
 
Seuls quelques essais expérimentaux ont donc été conduits dans ce cadre. 
On a expérimenté la solution N°3, utilisant la même machine connectée en différentiel, 
sans nécessiter de modifications particulières autres que l’accès aux six bornes du 
bobinage. On a par ailleurs quasiment les mêmes éléments que pour la solution 1, 
auxquels on rajoute un deuxième pont de diode et un contacteur mécanique ou trois 
thyristors permettant de commuter le neutre de la machine et passer du mode « neutre 
non relié » au mode « différentiel » et vice versa selon la vitesse d’entraînement. 
L’étude statique du chapitre 2 ainsi que l’étude dynamique du chapitre 3 ont en effet 
montré l’intérêt de cette solution originale qui réduit le dimensionnement et le coût et a 
fait l’objet d’un dépôt de brevet par Leroy-Somer.  
 
4.2  Formes d’ondes de la solution 1, solution référence 
Les essais effectués avec la solution de référence, dont on rappelle la structure dans la 
figure 1, mettent en évidence le phénomène d’empiètement sur les courants ainsi que 
l’influence du filtrage sur les ondulations de tension. Trois valeurs de condensateurs 
ont été expérimentées.  
 
 
Figure 1: solution 1, solution référence 
 
Les conditions opératoires des expériences sont les suivantes : 
• Les condensateurs choisis sont de valeurs : 200 µF, 150 µF et 75 µF ; 
• Les trois essais sont réalisés à un entraînement mécanique de 3000rpm à savoir 
une fréquence électrique égale à 200Hz ; 
• La tension du bus est régulée à 794V 
 
 
 
 
 
 
 
 
Validation expérimentale de la solution 3  
 
 
 
 
 
132 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2 : courant machine et tension du bus pour la solution 1 avec un condensateur de 200 µF  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3 : courant machine et tension du bus pour la solution 1 avec un condensateur de 150 µF  
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Figure 4 : courant machine et tension du bus pour la solution 1 avec un condensateur de 75 µF  
 
Les figures 2 à 4 montrent les formes d’ondes du courant dans la machine et de la 
tension au niveau du bus continu. 
 
On observe naturellement une augmentation de l’ondulation lorsque la valeur de la 
capacité baisse, elle devient nettement apparente sur la tension du bus de la figure 4. 
Le fait de diminuer la valeur de la capacité de 200 µF à 75µF accroît non seulement 
des ondulations de tension mais aussi les ondulations de courant dans la machine. Il en 
résulte donc une augmentation de la contrainte en courant qui impacte le 
dimensionnement. Ainsi, pour un condensateur 200 µF le courant maximum vu par la 
machine est égal à 12A alors qu’il est égal à 13.8A pour un condensateur de 150µF et 
15A pour un condensateur de 75µF. 
 
L’avantage d’un condensateur de 75µF est son coût comparé à celui du condensateur 
de 200 µF. Un compromis doit donc être trouvé entre le prix de l’élément de filtrage et 
l’augmentation de dimensionnement des semi-conducteurs résultant des ondulations du 
courant. On a vu par ailleurs au chapitre 2 qu’un convertisseur double-boost diminue 
les ondulations de courant et tension, ce qui permet d’abaisser de moitié la valeur de la 
capacité à ondulation donnée. On a vu aussi que les ondulations de courant peuvent 
rendre une solution très chère par exemple pour la solution 4 où l’on a intégré des 
circuits amortisseurs à la machine. 
4.3  Différents modes de fonctionnements de la solution 3 
La solution 3 introduit un fonctionnement inhabituel de la machine connectée en mode 
différentiel, ce qui a d’ailleurs imposé le développement d’un modèle spécifique pour 
les simulations de son fonctionnement. Il est donc utile d’en valider le bon 
fonctionnement par l’expérience. Deux essais ont été effectués sans la régulation de la 
tension du bus (en boucle ouverte), avec le dispositif décrit par la figure 5. 
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Figure 5 : Association entre une MSAP en différentiel, 2 ponts de diode et un condensateur 
 
Ce montage nous a permis de valider les formes de courant obtenues par la simulation 
et de distinguer les deux modes de fonctionnement de la solution 3 qui dépendent du 
système de redressement triphasé à savoir : 
• Neutre non relié en basse vitesse 
• Machine en différentiel, neutre relié en haute vitesse 
 
A noter que les essais ont été réalisés avec la machine déjà utilisée par LEROY 
SOMER pour la solution référence. 
 
Les figures 6, 7 et 8 montrent des clichés, pris lors de la manipulation, des différents 
éléments du dispositif expérimental tels que l’alternateur, les ponts de diodes, le 
condensateur et les éléments de mesure et commande. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 6 : L’alternateur synchrone à aimants permanents sans pièces polaires SPP 
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Figure 7 : les différents éléments de puissance 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 8 : Les différents éléments de commande et mesure 
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4.3.1  Test 1 
Pour ce premier test le dispositif à expérimenter est constitué de l’alternateur, les deux 
ponts de diode, et trois thyristors formant le relais au point neutre afin d’assurer le 
passage entre les deux modes de fonctionnements. Les thyristors sont commandés 
« manuellement ». 
Dans un premier temps, le système fonctionne avec les thyristors fermés, en mode 
« neutre non relié ». On garde ce fonctionnement jusqu’à une certaine tension du bus 
au niveau du condensateur (cf. Figure 5) et dés que ce seuil haut est atteint nous 
ouvrons les thyristors et on passe au mode « différentiel ».  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 9 : Courant machine et tension du bus, test 1 
 
Lorsque le contacteur est à l’état ON, le neutre n’est pas relié et le pont de diode de 
l’étage inférieur est court-circuité. On retrouve la configuration où l’alternateur, monté 
en étoile, est connecté directement sur un pont de diode qui redresse le système 
triphasé des tensions de la machine. Ceci explique la forme des courants à 120° 
enregistrés.  
A l’ouverture du contacteur on observe que la tension du bus chute et que les courants 
dans la machine deviennent des « courants 60° », ainsi qu’établi par l’étude théorique 
et la simulation. En effet, le passage au mode « différentiel » correspond à un 
redressement par phase et non plus entre phases. 
4.3.2  Test 2 
Dans ce deuxième test, la commande du relais est automatique, directement effectuée 
au niveau du variateur. Pour cela, un paramétrage spécifique du système est effectué au 
niveau du Proxidrive afin de réaliser l’hystérésis. Ce qui a permis de disposer d’une 
Mode
Neutre non relié
Mode
Différentiel
Chute de tension
Courant machine Tension du bus
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commande automatique du relais contrairement au test 1. Ce paramétrage est réalisé à 
partir des menus 5, 12, 8 et 16 du Proxidrive [Annexe VI].  
 
Après avoir établi le système à charge maximale les signaux obtenus sont les suivants : 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 10 : Courant machine et tension du bus, test 1 
 
Pour ce test, la commande par hystérésis est effectuée de telle sorte que lorsque qu’on 
atteint une tension du bus de 520 Volts (car la machine dont on dispose ne nous permet 
pas de monter plus haut), on ouvre le relais. 
 
Les résultats de l’essai montrent bien que la tension chute à 300 Volts soit 3/500  
comme attendu. De même l’allure du courant de ligne est celle attendue correspondant 
au courant d’un pont redresseur de diodes lorsque le dispositif fonctionne en mode 
«neutre non relié» puis lorsque le système fonctionne en mode «différentiel». 
 
En étant à charge maximale et vu l’évolution du courant du moteur qui reste bien 
sinusoïdal, on peut dire que ce dernier se comporte bien avec le dispositif établi [Die]. 
 
Dans la figure 11, on montre que les résultats expérimentaux pour ce test sont en 
adéquation avec les résultats des simulations avec le logiciel Saber. 
 
 
 
 
 
 
 
Courant machine Tension du busCourant de charge
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Figure 11 : Comparaison des résultats de simulation et de l’expérimentation 
 
On retrouve la même allure de courant machine entre la simulation et 
l’expérimentation. Idem pour la tension du bus qui chute dans un rapport de 3 dès 
qu’on change de stratégie de fonctionnement. 
4.3.3  Conclusion 
Les deux tests 1 et 2 présentés ont validé les deux modes de fonctionnement de la 
solution 3 en l’absence de régulation de tension. 
 
Avec l’alternateur déjà conçu par Leroy Somer pour la solution 1 de référence on 
obtient bien le rapport 3 entre les tensions d’entrée du hacheur pour les deux mêmes 
modes « neutre non relié » et « différentiel ». Ce rapport de tension nous permet donc 
de rebobiner la machine à plus haute tension afin d’améliorer le dimensionnement des 
semi-conducteur et sans perdre le contrôle de la tension du bus en haute vitesse. 
 
Nous avions prévu d’effectuer des essais de validation du système d’autopilotage à 
partir des puissances mais la mise en place du matériel nécessaire avec les 
modifications de logiciel sur un dispositif Leroy Somer n’ont finalement pas pu être 
effectuées avant la rédaction de ce mémoire. 
Ces travaux seront effectués ultérieurement tout comme la validation expérimentale de 
la solution 3 avec régulation et avec la nouvelle machine bobinée 3 plus haut en 
tension comparée à l’alternateur de la solution 1. 
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CONCLUSION GENERALE 
 
 
Notre travail a consisté à proposer et étudier différentes solutions de groupe 
électrogène fonctionnant à large gamme de vitesse variable (rapport 4) comme source 
d’énergie autonome pour des applications embarquées en automobile. Le système de 
conversion statique assure la stabilité de la consommation en dépit de la vitesse 
d’entraînement variable par le moteur du véhicule. Mais la large plage de variation de 
vitesse du moteur d’entraînement pénalise le dimensionnement des composants semi-
conducteurs associés à l’alternateur et par conséquent le coût. Le travail présenté dans 
ce mémoire est destiné à mieux appréhender les problèmes que posent les associations 
entre différentes structures de convertisseurs AC/DC et différents types de machines 
synchrones à aimants permanents. Différentes solutions visant à réduire le coût sont 
proposées et analysées, d’abord au plan statique puis au plan dynamique sur un profil 
de vitesse représentatif. 
 
Une première analyse du cahier des charges a mis en avant la nécessité de minimiser le 
dimensionnement en silicium et le coût d’une solution de référence déjà existante, 
constituée d’une MSAP, d’un pont de diode et d’un hacheur élévateur. Afin d’y 
parvenir on a étudié différentes topologies de convertisseurs AC/DC.  L’ensemble 
convertisseur statique – machine synchrone est très dépendant des caractéristiques de 
la machine. Nous avons ainsi considéré cinq types d’associations convertisseur-
machine en exploitant aussi bien des modifications au niveau de la machine que de 
l’électronique. 
 
D’abord, on a considéré des modifications du bobinage de la machine. 
 
La solution 2 à machine à double étoile dont l’une reliée à un pont de diode triphasé et 
l’autre connectée à un pont mixte thyristor permet de commuter les stators de la 
machine en passant de deux demi-machines en série en basse vitesse à une seule étoile 
fonctionnant en haute vitesse. Ces deux modes de fonctionnements réduisent le 
dimensionnement du silicium comparé à la solution référence. 
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Une autre voie a consisté à bobiner la machine à plus haute tension afin de réduire la 
contrainte courant en basse vitesse tout en contrôlant la tension en haute vitesse grâce à 
un nouveau dispositif de redressement triphasé des tensions de la machine. Il s’agit de 
la commutation du neutre permettant un redressement entre phases en basse vitesse et 
un redressement par phase en haute vitesse. Cette solution dont le fonctionnement a été 
validé expérimentalement, réduit aussi et le prix et le dimensionnement par 
comparaison à la solution de référence. 
 
Ces deux dernières solutions ne réduisant pas le phénomène limitatif majeur causé par 
une association entre une machine électrique et un pont de diode à savoir 
l’empiètement, la solution 4 a permis d’explorer l’apport de circuits amortisseurs à 
l’alternateur afin de réduire ce phénomène d’empiètement. Mais cette solution se 
révèle finalement pénalisante à cause des ondulations de courant amplifiées par la 
présence des amortisseurs. 
 
Puis, nous avons recherché l’utilisation d’autres types de convertisseurs AC/DC que le 
pont de diode associé au convertisseur simple boost. 
 
Des structures de convertisseurs imbriquées avec celle de la machine et permettant la 
commutation série et/ou parallèle des différentes parties d’un bobinage constitué 
d’enroulements fractionnés ont été envisagées [Sparc]. Mais elles ont été rapidement 
écartées en raison de l’augmentation du nombre d’interrupteurs de puissance 
pénalisant trop fortement le coût. Nous ne les avons donc pas abordées dans ce 
mémoire. Le travail a donc porté essentiellement sur l’étage élévateur. 
 
D’une part la solution 5 a exploré le remplacement du hacheur boost par un 
convertisseur double-boost. Cette solution diminue la gamme de tension des IGBT et 
réduit les ondulations de courant et de tension ce qui la rend favorable comparée aux 
autres solutions. 
 
D’autre part nous avons étudié l’utilisation du redresseur MLI en dépit de son coût a 
priori pénalisé par le nombre d’interrupteurs. Mais nous avons vu que cette structure à 
courants sinusoïdaux est bien adaptée à une association directe avec une machine à 
aimants permanents, il n’y a plus de problème d’empiètement.  Elle a d’ailleurs connu 
une grande diffusion dans les actionneurs et pénètre depuis récemment le domaine de 
la génération. Les résultats obtenus aux chapitres 2 et 3 montrent que, si le redresseur 
MLI est un convertisseur coûteux, dont la commande est plus compliquée que celle 
d’un simple boost et un pont de diode, le dimensionnement total en silicium comparé à 
la solution de référence est réduit par les avantages apportés par l’onduleur de tension. 
En outre, cette structure nécessite un autopilotage. Nous avons proposé une solution 
pour le réaliser à partir des tensions de sortie de l’alternateur sans avoir à recourir à un 
capteur de position matériel. En effet, cela est plus aisé dans une application de 
génération que dans un actionneur car il n’y a pas de problème de démarrage. 
L’autopilotage proposé exploite le positionnement relatif courant tension à partir du 
rapport P/S (P : puissance instantanée, S : puissance apparente) de la machine. 
 
La comparaison des solutions proposées étant réalisée au plan du régime statique, une 
étude dynamique a montré leur fonctionnalité en régime dynamique pour un profil de 
mission camion qui respecte la dynamique mécanique du moteur diesel du véhicule. 
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Notons que la solution 3 utilisant la machine connectée en mode différentiel et le 
dispositif de redressement permettant la commutation du neutre de l’alternateur ont fait 
l’objet d’un brevet déposé par la société LEROY SOMER. 
 
A ce stade, nous pouvons conclure que les éléments réunis dans cette étude doivent 
permettre de choisir une solution en fonction du contexte technico économique de 
l’application.  
 
En termes de perspectives nous pensons que des solutions intégrant des éléments de 
stockage d’énergie électrique, tels que des supercondensateurs, pourraient être intégrés 
à l’ensemble convertisseur-machine pour apporter un supplément de tension à la 
machine en basse vitesse et se charger en haute vitesse. Il s’agira alors de contrôler les 
flux de puissance dans un sens ou dans l’autre selon la vitesse de l’entraînement. On 
assiste en effet au développement croissant de ces systèmes hybridés avec du stockage 
dans plusieurs domaines des nouvelles technologies de l’énergie, notamment dans les 
nouveaux réseaux embarqués, mais ce type de système sortait du cadre de notre étude.  
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GLOSSAIRE 
 
 
 
N Vitesse de rotation [tr/min] 
P Puissance électrique [W] 
Rs Résistance statorique [Ω] 
Ld, Lsd Inductance longitudinale [H] 
Lq, Lsq Inductance transversale [H] 
Φ0 Flux magnétique à vide [Wb] 
p Nombre de paire de pôles [-]  
1fcS   Quantité de diesel par énergie produite [g/kWh] 
e Entrefer [m] 
la Epaisseur de l’aimant [m] 
B Induction magnétique [T] 
µ0 Perméabilité magnétique de l’air [H/m] 
µa Perméabilité magnétique de l’aimant [H/m] 
L% Inductance réduite [%] 
Ld% Inductance longitudinale réduite [%] 
In Courant nominal [A] 
Icc Courant court circuit [A] 
ω Pulsation [rd/s] 
En Force électromotrice à vide [V] 
Vn Tension nominale [V] 
Id Courant dans l’axe d dans le repère de Park [A] 
Φd Flux magnétique dans l’axe d dans le repère de Park [Wb] 
ψ Déphasage entre fem et courant [rd] 
φ Déphasage entre tension et courant [rd] 
θ Angle interne de la machine [rd] 
I Courant machine [A] 
V Tension machine [V] 
λ Coefficient de saillance [-] 
R Résistance [Ω] 
L Inductance de fuite [H] 
V1, V2, V3 Tensions instantanées triphasées [V] 
i  Courant charge [A] 
i1 Courant phase 1 [A] 
i2 Courant phase 2 [A] 
i3 Courant phase 3 [A] 
γ Angle d’empiètement [rd] 
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U Tension entre phase [V] 
Ured Tension moyenne redressée [V] 
∆Ured Chute de tension [V] 
E Fem de la machine [V] 
θr Angle électrique [rd] 
Φpm Flux magnétique de l’aimant vu par le stator [Wb] 
Φa Flux magnétique phase a [Wb] 
Φb Flux magnétique phase b [Wb] 
Φc Flux magnétique phase c [Wb] 
Φa0 Flux magnétique à vide phase a [Wb] 
Φb0 Flux magnétique à vide phase b [Wb] 
Φc0 Flux magnétique à vide phase c [Wb] 
Φ0 Flux magnétique à vide [Wb] 
Va Tension phase a [V] 
Vb Tension phase b [V] 
Vc Tension phase c [V] 
ia, isa Courant phase a [A] 
ib, isb Courant phase b [A] 
ic, isc Courant phase c [A] 
Laa Inductance propre de la phase a [H] 
Lbb Inductance propre de la phase b [H] 
Lcc Inductance propre de la phase c [H] 
Lab, Mab Mutuelle entre les phases a et b [H] 
Lac, Mac Mutuelle entre les phases a et c [H] 
Lbc, Mbc Mutuelle entre les phases c et b [H] 
Ld, Lsd Inductance machine dans l’axe d du repère de Park [H] 
Lq, Lsq Inductance machine dans l’axe q du repère de Park [H] 
Ls0 Inductance propre [H] 
Lsv Inductance due à la saillance [H] 
isolutioneensionanntP __dim  Puissance de dimensionnement d’une solution ‘i’ 
Umax Tension maximale [V] 
Imax Courant maximale [A] 
γcalculé Angle d’empiètement calculé [rd] 
γsimulé Angle d’empiètement par simulation [rd] 
21 SaSa VV −  Tension différentielle pour la phase a [V] 
21 SbSb VV −  Tension différentielle pour la phase b [V] 
21 ScSc VV −  Tension différentielle pour la phase c [V] 
I_ligne_max Courant machine maximal [A] 
Iigbt_max Courant IGBT maximal [A] 
σ Coefficient de dispersion [-] 
Msr, Mrs Mutuelle stator rotor [H] 
Lmd Inductance propre amortisseur axe d dans le repère de Park [H] 
Lmq Inductance propre amortisseur axe q dans le repère de Park [H] 
Mad Mutuelle amortisseur stator axe d dans le repère de Park [H] 
Maq Mutuelle amortisseur stator axe q dans le repère de Park [H] 
iamd Courant amortisseur axe d dans le repère de Park [A] 
iamq Courant amortisseur axe q dans le repère de Park [A] 
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id Courant axe d dans le repère de Park [A] 
iq Courant axe q dans le repère de Park [A] 
Φd Flux statorique axe d dans le repère de Park [Wb] 
Φq Flux statorique axe q dans le repère de Park [Wb] 
ΦD Flux amortisseur axe d dans le repère de Park [Wb] 
ΦQ Flux amortisseur axe q dans le repère de Park [Wb] 
RD Résistance amortisseur axe d dans le repère de Park [Ω] 
RQ Résistance amortisseur axe q dans le repère de Park [Ω] 
ω Pulsation électrique [rd/s] 
Vred Tension moyenne redressée [V] 
Vmax_boost Tension limite au bon fonctionnement du boost [V] 
Ve_boost Tension d’entrée du boost [V] 
Vs_boost Tension de sortie du boost [V] 
Vbus_6000rpm Tension de sortie du boost à 6000rpm [V] 
Eeff Fem efficace [V] 
Φmax Flux magnétique maximale [Wb] 
ωlimite Pulsation électrique limite [rd/s] 
Ich Courant charge [A] 
Ωmec_max Vitesse de rotation mécaniqe maximale [rpm] 
Ωlimite_hacheur Vitesse limite au bon fonctionnement du boost [rpm] 
Ωlimite_redresseurMLI Vitesse limite au bon fonctionnement du redresseur MLI [rpm] 
VL Tension inductance [V] 
VS Tension de sortie [V] 
VE Tension d’entrée [V] 
Vbus Tension bus continu [V] 
∆I Ondulation courant [A] 
∆VS Ondulation tension [V] 
fdec, Tdec Fréquence/période de découpage [Hz] 
α Rapport cyclique [-] 
C1, C2, C0 Capacité [F] 
Iref Courant référence [A] 
Iref_a Courant référence phase a [A] 
Iref_b Courant référence phase b [A] 
Iref_c Courant référence phase c [A] 
Vmax Amplitude de la tension de sortie [V] 
θ0 Angle électrique initial [rd] 
S Puissance apparente [VA] 
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ANNEXE I : Commande du convertisseur DC/DC 
 
Concernant la commande du hacheur survolteur (figure 1), on a mis en place une 
commande de type cascade pour réguler la tension de sortie du BOOST (commande en 
Vs
2
). Il y a donc deux boucles de régulation : une lente pour déterminer la consigne de 
courant qui va assurer la tension, et une rapide afin de réguler le courant. 
 
 
Figure 1 : structure du convertisseur BOOST 
 
Afin de suivre la consigne de courant, on construit une boucle de régulation courant de 
type MLI. A partir de l’erreur sur la consigne de courant et après passage dans un 
correcteur, le rapport cyclique est comparé à une porteuse HF le signal passe ensuite 
dans un relais pour être entre 0 et 1 et ce signal sert directement de commande pour 
l’interrupteur. Cette boucle de courant doit être rapide par rapport à la boucle de 
tension. Le correcteur de cette boucle est calculé en modélisant le système à partir de 
l’équation suivante : 
 
)1( 1u
L
v
L
E
dt
di CL
−−=  
 
(A.1) 
 
On considère u1 la commande de T1 (u1 = 1 si T1 est fermé et u1 = 0 si T1 est ouvert), iL 
est le courant dans l’inductance L et Vc la tension aux bornes du condensateur C 
(figure 1). 
Le correcteur utilisé est un correcteur de type Proportionnel-Intégral de la forme  
 
Tip
Tip
KpC
+
=
1
)(  
 
(A.2) 
 
La fréquence de découpage étant fixée à 4 kHz, la bande passante du régulateur est 
choisie typiquement 
 
10
dec
BP
ω
ω =  
 
(A.3) 
 
Soit le calcul du régulateur de courant [Fadel] :  
 
BPLK ω=  et 
BP
iT ω
10
=  
 
(A.4) 
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Quant à la boucle de tension, elle assure une tension constante en sortie du 
convertisseur. Dans la structure cascade, elle permet de générer la consigne de la 
boucle de courant. Cette boucle de tension doit être lente par rapport à la boucle de 
courant. Le correcteur choisi est encore un PI. 
On part de l’équation du système 
 
R
Vc
dt
dVc
CIref
Vc
E
Iref +==− )1( α  
 
(A.5) 
D’où : 
 
R
Vc
dt
dVc
CVcIrefE
²
* +=  
 
(A.6) 
  
On fait le changement de variable X = Vc²et on obtient la fonction de transfert  
 
eqR
Cp
E
Iref
X
2
2
+
=  
 
(A.7) 
 
La bande passante choisie est 10 fois inférieure à celle de la boucle de courant et on 
obtient les valeurs suivantes :  
 
100
_
dec
VBP
ω
ω =  
 
(A.8) 
 
D’après l’équation du correcteur PI (2.2), soit le calcul du régulateur de tension 
[Fadel] :  
 
E
C
K
VBP
2
_ω
=  et 
VBP
iT
_
10
ω
=  
 
(A.9) 
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ANNEXE II : Commande du redresseur MLI 
II-1 Boucle de courant 
Afin de dimensionner les régulateurs de courant, considérons le schéma de la figure 24 
qui représente un bras du redresseur et sa commande en courant (la résistance de la 
machine est négligée). La stratégie de contrôle consiste à introduire l’erreur de courant 
dans chaque phase dans un régulateur à partir duquel nous obtenons la tension à 
appliquer aux bornes de l’inductance de la phase correspondante pour obtenir le 
courant désiré. 
 
LIL
refI
busV
Régulateur
+
-
e
busVα
 
Figure 1 : Schéma de régulation du courant pour le redresseur MLI 
 
A partir de la représentation de la figure24, nous pouvons établir le modèle suivant : 
 
α
busV pL
1+
_
e
LI
 
 
Figure 2 : Modèle en boucle ouverte liant le rapport cyclique  et le courant de phase 
 
Ainsi, la structure du système en boucle fermée est : 
 
PI
+
busV
e
+
refI LI_
+
_+
busV pL
1
e
α'α
 
 
Figure 1 : Modèle complet en boucle fermée pour la régulation de courant 
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Le régulateur PI est défini par sa fonction de transfert )(_ pT courantPI  : 
            ( ) )11(_
pT
KpT
I
IcourantPI +=  
 
(A.1) 
 
Si on prend compte la résistance de la machine R, La fonction de transfert en boucle 
ouverte ( )pFTBO  du système vaut : 
 
            ( ) ))(11(
RpL
V
pT
KpFTBO
s
bus
I
I +
+=  
 
(A.2) 
 
En identifiant la fonction de transfert en boucle fermée du système à un système d’un 
second ordre on obtient l’égalité suivante : 
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2
2
2 121
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1
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nn
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(A.3) 
 
D’où le calcul du correcteur PI : 
 
           2
2
nsn
I
L
R
T
ωω
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II
V
L
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2ω
=  
 
(A.4) 
Typiquement on prend 
5
dec
n
ω
ω = et
2
2
=ξ . 
Le régulateur de courant est: 
015.0=IK        00028.0=IT  
II-2  Boucle de tension 
Pour dimensionner le régulateur de tension, considérons le schéma suivant qui met en 
œuvre les boucles de tension et courant en cascade: 
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C
H
A
R
G
E
C
H
A
R
G
E
C
RL
e
Régulation 
courant
Régulation 
tension
+
-
Vbus_ref
sinωt
sin (ωt-120)
sin (ωt-240) ÎL
I1ref
I2ref
I3ref
IL
Redresseur
MLI
Is
Ic
Ich
 
 
Figure 4 : Schéma du redresseur MLI avec boucle de tension 
 
La figure 4, nous permet d’écrire alors : 
 
chs
c
c II
dt
dV
CI −==  
 
(A.5) 
 
En considérant le rendement du redresseur MLI unitaire, il vient : 
 
buss
L VI
I
eP ==
2
3
ˆ
      L
bus
s I
V
e
I ˆ
2
3
=  
 
(A.6) 
 
Les équations (2.44) et (2.45) permettent d’établir le modèle suivant 
 
LIˆ
busV
e
2
3
Cp
1+
_
chI
cV
 
 
Figure 5 : Modèle pour la boucle de tension 
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Ainsi, la structure du système en boucle fermée est : 
 
LIˆ
busV
e
2
3
Cp
1+
_
chI
busVPI
+
chI
+
refbusV _ _
+
Boucle de 
courant
1
e
Vbus
3
2
 
 
Figure 6 : Modèle complet en boucle fermée pour la régulation de tension 
 
Le régulateur PI est défini par sa fonction de transfert )(
_
pT tensionPI  : 
( ) )11(_
pT
KpT
V
VtensionPI +=  
 
(A.7) 
 
La fonction de transfert en boucle ouverte  du système vaut : 
 
( ) ))(11(
pCpT
KpFTBO
V
V
α
+=  avec  
busV
e
2
3
=α  
 
(A.8) 
 
La fonction de transfert en boucle fermée  du système est donc : 
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(A.9) 
 
En fixant un cahier des charges pour le système en boucle fermé, les paramètres du 
correcteur sont : 
 
 
n
VT ω
ξ2
= , 
e
CV
K nbusV 3
2 ω
=  
 
(A.10) 
La bande passante du régulateur de tension est fixée par rapport à la fréquence de la 
force électromotrice de la machine donc elle dépend directement de la vitesse de 
l’alternateur.  
Typiquement on prend 
10
res
n
ω
ω = et
2
2
=ξ . 
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ANNEXE III : Modèle SABER de la MSAP sans pièces 
polaires en différentiel 
 
 
# Declaration des paramètres de la machine 
 
electrical vsa1, vsb1, vsc1, vsa2, vsb2, vsc2  
var nu thetam       #  position angulaire du rotor 
ref nu wrm             # vitesse mécanique 
number Rs   # resistance statorique 
number Ls0   # inductance propre d'une phase 
number Ms0   # mutuelle entre phases 
number Phi0        # amplitude du flux à vide 
number p    # nombre de paire de pôles 
{ 
 
################################ 
#VALUES 
################################ 
values{ 
 
theta_e = p*thetam 
omega_e = p*wrm 
 
phia0=Phi0*cos(theta_e) 
phib0=Phi0*cos(theta_e-2*math_pi/3) 
phic0=Phi0*cos(theta_e-4*math_pi/3) 
 
phia=Ls0*isa+Ms0*isb+Ms0*isc+phia0 
phib=Ls0*isb+Ms0*isa+Ms0*isc+phib0 
phic=Ls0*isc+Ms0*isb+Ms0*isa+phic0 
} 
 
################################### 
#EQUATIONS 
################################### 
 
equations { 
thetam : wrm = d_by_dt(thetam) 
isa : v(vsa1)-v(vsa2) = Rs*isa + d_by_dt(phia) 
isb : v(vsb1)-v(vsb2) = Rs*isb+d_by_dt(phib) 
isc : v(vsc1)-v(vsc2) = Rs*isc+d_by_dt(phic) 
} 
#Courants statoriques 
 
 i(vsa1) += isa 
 i(vsa2) += -isa 
 i(vsb1) += isb 
 i(vsb2) += -isb 
 i(vsc1) += isc 
 i(vsc2) += -isc 
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ANNEXE IV : Modèle SABER de la MSAP avec amortisseur 
 
template msap_am vsa vsb vsc thetam wrm = Rs , RD, RQ, Lsd, Lsq, 
L_md, L_mq, M_ad, M_aq, Phi0, p 
 
 
# Declaration des paramètres de la machine 
 
electrical vsa, vsb, vsc 
var nu thetam #  position angulaire du rotor 
var nu wrm # vitesse mécanique 
 
 
number Rs   # resistance stator 
number RD    # resistance amortisseur axe D 
number RQ   # resistance amortisseur axe Q 
number Lsd   # inductance axe d 
number Lsq   # inductance axe q 
number L_md   # inductance propre amortisseur axe d 
number L_mq   # inductance propre amortisseur axe q 
number M_ad   # mutuelle inductance ammortisseur - stator 
axe d en triphasé 
number M_aq   # mutuelle inductance ammortisseur - stator 
axe q en triphasé 
#number M_ar                     # mutuelle amortisseur - rotor 
number Phi0   # flux à vide en triphasé 
number p     
{ 
 
val v u_alpha, u_beta   # tensions dans l'axe alpha beta 
val v ud, uq  #  tensions dans l'axe alpha beta 
 
 
val f phi_d, phi_q, phi_amd, phi_amq # différents flux dans les 
enroulements  
 
val i isa, isb, isc   # courants dans la machine 
 
val i is_alpha, is_beta  # courants dans l'axe alpha - beta 
 
val rad theta_e  
 
var i id, iq, i_amd, i_amq 
 
values{ 
 
theta_e=p*thetam 
 
omega_e=p*wrm 
 
# Transformees des tensions 
u_alpha =  sqrt(2/3)*(v(vsa)-0.5*v(vsb)-0.5*v(vsc)) 
u_beta =  sqrt(2/3)*(sqrt(3)*(v(vsb)-v(vsc))/2) 
ud =  cos(theta_e)*u_alpha + sin(theta_e)*u_beta 
uq = -sin(theta_e)*u_alpha + cos(theta_e)*u_beta 
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# Transformees inverses des courants de ligne 
is_alpha = cos(theta_e)*id - sin(theta_e)*iq 
is_beta = sin(theta_e)*id + cos(theta_e)*iq 
isa = sqrt(2/3)*is_alpha 
isb = -1/sqrt(6)*is_alpha + 1/sqrt(2)*is_beta  
isc = -1/sqrt(6)*is_alpha - 1/sqrt(2)*is_beta 
  
# Equations Flux 
 
phi_d=Lsd*id+sqrt(1.5)*M_ad*i_amd+Phi0*sqrt(1.5) 
phi_q=Lsq*iq+sqrt(1.5)*M_aq*i_amq 
phi_amd=sqrt(1.5)*M_ad*id+L_md*i_amd+Phi0*sqrt(1.5) 
phi_amq=sqrt(1.5)*M_aq*iq+L_mq*i_amq 
} 
 
equations { 
 
thetam: wrm= d_by_dt(thetam) 
 
id: ud=Rs*id+d_by_dt(phi_d)-omega_e*phi_q 
 
iq: uq=Rs*iq+d_by_dt(phi_q)+omega_e*phi_d 
 
i_amd: 0=RD*i_amd+d_by_dt(phi_amd) 
 
i_amq: 0=RQ*i_amq+d_by_dt(phi_amq) 
 
wrm: wrm=wrm 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
ANNEXE V 
 159 
ANNEXE V : Coût des solutions étudiées 
 
 
 
Redresseur (Module diode, 
thyristor) 
Boost (module IGBT) Filtrage Prix 
 
Vdiode-
max 
Idiode-
max 
Nbre-
module 
Coût 
VIGBT-
max 
IIGBT-
max 
Nbre-
module 
Coût 
Vcondo-
max 
C 
Nbre-
condo 
Coût 
Si-
condo 
Solution 
1 
~ 1200V 50A 3 12.3€ 1200V 50A 1 13.5€ 1000V 200µF 1 28€ 53.8€ 
Etage 
supérieur 
1200V 25A 3 6.15€ 
Solution 
2 Etage 
inférieur 
600V 25A 4 8€ 
1200V 25A 1 6.75€ 1000V 200µF 1 28€ 48.9€ 
Etage 
supérieur 
1200V 28A 3 6.88€ 
Solution 
3 Etage 
inférieur 
1200V 17A 5 6.97€ 
1200V 
 
28A 1 7.56€ 1000V 200µF 1 28€ 49.41€ 
Solution 
4 
~ 1200V 60A 3 14.76€ 1200V 60A 1 16.2€ 1000V 200µF 1 28€ 58.96€ 
Solution 
5 
~ 600V 50A 3 12.3€ 600V 50A 2 20.25€ 750V 100µF 
1+2(2
0 µF) 
17€ 49.55€ 
Solution 
6 
~ ~ ~ ~ ~ 1200V 44A 3 35.64€ 1000V 200µF 1 28€ 63.64€ 
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ANNEXE VI : Eléments de commande de l’expérimentation 
 
Les différents menus utilisés dans le proxidrive pour effectuer la commande par 
hystérésis et ainsi assurer l’ouverture et la fermeture des thyristors : 
  
Le Menu 5 
C’est dans ce menu qu’on introduit la tension Vbus de référence. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
Le Menu 8 
Affectation 
des entrées 
logiques et de 
la sortie relais 
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Le Menu 12 
 
Comparateur et traitement de variables internes 
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 Le Menu 16 
 
Blocs de temporisation et blocs auto maintien. 
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